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Referat
Werden Fertigungsprozesse, insbesondere aus dem Bereich der Zerspanungs-
und Umformtechnik, auf kleine Abmessungen angewendet, ko¨nnen Gro¨ßen-
effekte auftreten und zu einer nichtproportionalen A¨nderung von Prozesspa-
rametern fu¨hren. Infolge der zunehmenden Miniaturisierung von Bauteilen
und Komponenten sowie der wachsenden Komplexita¨t und Funktionsdichte
der eingesetzten Systeme la¨sst sich demnach ein versta¨rktes Interesse an
Gro¨ßeneffekten beobachten.
Ziel der Untersuchungen war es, Gro¨ßenabha¨ngigkeiten in fu¨r reale Ferti-
gungsporzesse relevanten Beanspruchungsbereichen zu untersuchen. Dabei
wurden fu¨r das Werkstoffverhalten in Abha¨ngigkeit der eingesetzten Proben-
geometrie und -gro¨ße sowie der Mikrostruktur Gro¨ßeneffekte fu¨r verschiedene
Werkstoffe gefunden.
Durch die mathematische Beschreibung der Ergebnisse wurde eine U¨bertra-
gung der gewonnenen Erkenntnisse in den Bereich der Zerspanung ermo¨glicht,
der den Zusammenhang zwischen der spezifischen Schnittkraft und dem dy-
namischen Werkstoffverhalten herstellt. Durch die Einbeziehung von Skalie-
rungseffekten wurde eine Beschreibung der Prozesskra¨fte in einem weiten Pa-
rameterbereich von Schnittgeschwindigkeiten und Spanungsdicken ermo¨glicht.
Schlagworte
Miniaturproben, Gro¨ßeneffekt, Werkstoffverhalten, Dehnungsgeschwindig-
keiten, Fließspannung, Verfestigung, Versagen, Modellierung, Schnittkraft
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1 Einleitung
Werden Fertigungsprozesse, insbesondere aus dem Bereich der Zerspanungs-
und Umformtechnik, auf kleine Abmessungen angewendet, ko¨nnen Gro¨ßen-
effekte auftreten. Diese ko¨nnen sich in einer nichtproportionalen und demzu-
folge nicht direkt vorhersagbaren A¨nderung von Prozessparametern a¨ußern,
auch wenn der Prozess unter Einhaltung der A¨hnlichkeitsbeziehungen [1]
skaliert wurde. Infolge der zunehmenden Miniaturisierung von Bauteilen und
Komponenten sowie der wachsenden Komplexita¨t und Funktionsdichte der
eingesetzten Systeme ist in den letzten 20 Jahren ein versta¨rktes Interesse an
der Ermittlung von Gro¨ßeneffekten zu beobachten. Diese a¨ußern sich bspw.
in einem vera¨nderten Fließspannungs- und Verfestigungsverhalten, aber auch
beim Versagen von Werkstoffen.
Fu¨r die Beurteilung von Prozesskra¨ften und darauf aufbauend fu¨r die Op-
timierung der Fertigungsprozesse ist die Kenntnis solcher Gro¨ßenabha¨ngig-
keiten von entscheidender Bedeutung. Dabei mu¨ssen im Speziellen die in
den Prozessen vorherrschenden Beanspruchungsbedingungen beachtet wer-
den. Da Fertigungsprozesse in der Realita¨t dynamische Vorga¨nge sind, sind
diese in der Regel durch hohe Dehnungen, hohe Dehnungsgeschwindigkei-
ten und hohe Temperaturen gekennzeichnet. Ziel der Untersuchungen ist
es demnach, Gro¨ßenabha¨ngigkeiten in genau diesen fu¨r das reale Prozess-
geschehen relevanten Parameterbereichen zu untersuchen. Dabei wird das
Werkstoffverhalten in Abha¨ngigkeit der eingesetzten Probengeometrie und
-gro¨ße sowie der Mikrostruktur analysiert, diskutiert und in Form eines neu
entwickelten geschlossenen Materialmodells beschrieben.
Durch die U¨bertragung der gewonnenen Erkenntnisse in den Bereich der Zer-
spanung wird ein Zusammenhang zwischen der spezifischen Schnittkraft und
dem dynamischen Werkstoffverhalten hergestellt. Durch die Einbeziehung
von Skalierungseffekten wird eine Beschreibung der Prozesskra¨fte in einem
weiten Parameterbereich von Schnittgeschwindigkeiten und Spanungsdicken
ermo¨glicht.
9
2 Stand der Technik
2.1 Gro¨ßeneffekte - Definition und ihre technische
Bedeutung
Die zunehmende Miniaturisierung und Komplexita¨t der industriellen Produk-
te sowie die stetig wachsende Funktionsdichte einzelner Komponenten und
Systeme bedingt das seit den 1990er Jahren konstant hohe Interesse der
wissenschaftlichen Untersuchung von Gro¨ßeneinflu¨ssen und Gro¨ßeneffekten.
Die Auswertung des Schrifttums zeigt, dass der eigentliche Begriff
”
Gro¨ßen-
effekt” dabei ganz unterschiedlich verstanden wird. Die Ursache hierfu¨r liegt
in den verschiedenen mo¨glichen Betrachtungsebenen fu¨r die Untersuchungen
von Gro¨ßeneinflu¨ssen, wie sie in Bild 2.1 gezeigt sind.
Längenmaßstab
Nanoebene
Z e
i t m
a ß
s t
a b
Mikroebene
Mesoebene
Makroebene
Bild 2.1: Betrachtungsebenen fu¨r die Untersuchung von Gro¨ßeneffekten.
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In der Nanoebene werden einzelne Gitterdefekte betrachtet. In der Mikro-
ebene sind Versetzungsstrukturen, Subko¨rner oder das einkristalline Werk-
stoffverhalten von Interesse. Die fu¨r die ingenieurtechnischen Anwendungen
interessante Meso- bzw. Makroebene geht von der Mikrostruktur (Gefu¨ge)
bzw. der Makrogeometrie, wie sie letztendlich im Bauteil vorliegt, aus. Dar-
aus ergeben sich die verschiedenen Definitionen fu¨r Gro¨ßeneffekte.
Arzt [2] definiert Gro¨ßeneffekte im Bereich der Mikroebene, bei der die
Werkstoffeigenschaften durch das Zusammenwirken zweier unterschiedlicher
Gro¨ßenabha¨ngigkeiten bestimmt werden. Es werden eine physikalisch ba-
sierte charakteristische La¨nge, ein in der Gro¨ßenordnung der Mikrostruk-
tur liegender Gro¨ßenparameter und eine geometrische Gro¨ße eingefu¨hrt, de-
ren Wechselwirkung Gro¨ßeneffekte begru¨nden ko¨nnen. Diese beginnen ei-
ne dominierende Rolle zu spielen, wenn eine oder mehrere Dimensionen
im Bereich der Mikrostruktureigenschaften, typischerweise jedoch zwischen
∼ 0, 1 − 10 µm liegen [3]. Fleck et al. [4, 5] und Hutchinson [6] fu¨hren
Gro¨ßeneffekte auf das Wechselspiel zwischen geometrisch notwendigen und
statistisch gespeicherten Versetzungen zuru¨ck. Die darin begru¨ndete Theorie
der Dehnungsgradienten (engl. strain gradient theory) ist heute ein weit ver-
breitetes Instrument zur Modellierung und Beschreibung von Gro¨ßeneffekten
auf der Mikroebene (z.B. [7–10]).
Ausgangspunkt des Versta¨ndnisses fu¨r Gro¨ßeneffekte im Bereich der Meso-
bzw. Makroebene bildet die Theorie der A¨hnlichkeitsmechanik, wie sie durch
Pawelski [1] erstmals in der Ingenieurwissenschaft angewendet wurde. Um
die Vergleichbarkeit der Ergebnisse von Modellen unterschiedlicher Gro¨ßen-
reduktion sicherzustellen, werden vier grundlegende Maßsta¨be eingefu¨hrt:
der La¨ngenmaßstab λ, der Kraftmaßstab χ, der Zeitmaßstab τ und der
Temperaturmaßstab Θ (Gleichung 2.1).
xi = λ · xi
Fi = χ · F i (2.1)
ti = τ · ti
Ti = Θ · T i
Dabei sind xi, Fi, ti und Ti die La¨nge, die Kraft, die Zeit und die Temperatur
des Ursprungsmodells; xi, F i, ti und T i die Gro¨ßen des skalierten Modells.
Darauf aufbauend definiert Vollertsen [11] Gro¨ßeneffekte als die Abweichung
zwischen dem gemessenen und dem erwarteten Wert, welche infolge einer
Gro¨ßenreduktion (Skalierung) mit konstantem Faktor auftritt. Im Weiteren
wird zwischen Gro¨ßeneffekten erster und zweiter Ordnung unterschieden.
Erstere sind auf nichtlineare Vera¨nderungen von Prozessparametern oder ih-
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res Verha¨ltnisses zueinander zuru¨ckzufu¨hren. Sie ko¨nnen daher aus analyti-
schen bzw. numerischen Modellen vorhergesagt werden und begru¨nden sich
hauptsa¨chlich auf der Vera¨nderung des Verha¨ltnisses zwischen Oberfla¨che
und Volumen. Von Gro¨ßeneffekten zweiter Ordnung wird gesprochen, wenn
diese a priori nicht korrekt modellierbar sind, da die relevanten Gro¨ßen im
Modell selbst nicht identifiziert werden ko¨nnen oder geeignete Kennwerte fu¨r
die Beschreibung des Effektes fehlen. Vereinfachend schlussfolgern Geiger et
al. [12], dass ein Gro¨ßeneffekt durch die Beziehung der Makrogeometrie zur
Mikrostruktur und Oberfla¨chentopographie charakterisiert werden kann. Ein
a¨hnlicher Ansatz ist von Armstrong [13] bekannt, der von einem Proben-
gro¨ßeneffekt spricht, wenn nur wenige Ko¨rner (< 20) im Probenquerschnitt
vorliegen. Bei einer gro¨ßeren Anzahl an Ko¨rnern im Querschnitt wird von
einem Korngro¨ßeneffekt gesprochen.
Die in der Literatur beschriebenen und im nachfolgenden Kapitel zusammen-
gefassten Gro¨ßeneinflu¨sse lassen sich gro¨ßtenteils in eine der beschriebenen
Definitionen und Betrachtungsebenen einordnen.
2.2 Gro¨ßeneinflu¨sse auf das mechanische Werk-
stoffverhalten
Die Untersuchung von Gro¨ßeneffekten reicht bis in das 15. Jahrhundert zu
Leonardo da Vinci zuru¨ck, der den Gro¨ßeneffekt auf die Festigkeit von Sei-
len diskutiert [14]. Er stellte ein umgekehrt proportionales Verhalten der
Festigkeit des Seiles zu seiner La¨nge fest. Dieser Ansatz wurde bspw. von
Galileo aufgegriffen und auf die Knochenla¨nge von Tieren u¨bertragen. Eben-
falls darauf aufbauend fu¨hrte Mariotte bereits 1686 die Theorie der statisti-
schen Gro¨ßeneffekte ein, wobei lange und kurze Seile prinzipiell die gleiche
Festigkeit besitzen, aufgrund der statistischen Verteilung mo¨glicher Fehlstel-
len gro¨ßere jedoch eher versagen.
Grundlage der klassischen Beru¨cksichtigung von Gro¨ßeneinflu¨ssen auf das
mechanische Werkstoffverhalten bildet der von Hall [15] und Petch [16] for-
mulierte Zusammenhang zwischen der Fließspannung und der Korngro¨ße
(Gleichung 2.2).
σ = σ0 + k · d−1/2k (2.2)
Dabei steigt die Fließspannung mit sinkender Korngro¨ße durch innere Verset-
zungshindernisse (inkoha¨rente Ausscheidungen, Korn- oder Phasengrenzen)
an, was in einer Reihe von Arbeiten fu¨r verschiedene metallische Werkstoffe
(z.B. [17–21]) besta¨tigt werden konnte. Nach Ashby [22] fu¨hren geometrisch
notwendige Versetzungen, die infolge einer eingeschra¨nkten Versetzungsbe-
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wegung und den dadurch verursachten Dehnungsgradienten hervorgerufen
werden, zu einer zusa¨tzlich gesteigerten Festigkeit bei sinkender Korngro¨ße.
Die in Mikrotorsions- und -biegeversuchen [5,23] sowie bei partikelversta¨rk-
ten Kunststoffen [24] und in Eindringversuchen [25,26] gefundenen Gro¨ßen-
effekte werden bspw. auf die versta¨rkte Wirkung der Dehnungsgradienten
zuru¨ckgefu¨hrt [5–8]. So wurde fu¨r Dra¨hte bei einer Reduzierung der Durch-
messer von 170 µm auf 12 µm eine Erho¨hung der Festigkeit um das Dreifache
unter Torsionsbelastung gemessen [5]. Ebenso wurde in Biegeversuchen an
Folien bei einer Verringerung der Foliendicke von 50 µm auf 12,5 µm ein
Anstieg des Biegemomentes um Faktor drei beobachtet [23].
Neben der Korngro¨ße spielen im Schrifttum die Probenabmessungen und
die Belastungsart eine wichtige Rolle. Insbesondere wenn nur geringe Mate-
rialmengen fu¨r eine Beurteilung des Werkstoffzustandes zur Verfu¨gung ste-
hen, spielt die Frage nach der Vergleichbarkeit von Pru¨fergebnissen zwischen
Miniatur- und Standardproben eine wichtige Rolle [27].
In der u¨berwiegenden Anzahl der Arbeiten, die sich mit Gro¨ßeneinflu¨ssen
auf das mechanische Werkstoffverhalten bescha¨ftigen, werden die Werkstof-
fe unter Zugbelastung untersucht. Variiert werden der Messla¨ngendurch-
messer bzw. die Blechdicke bei Flachzugproben und teilweise das Verha¨ltnis
zwischen Durchmesser und Messla¨nge der Probe. Untersucht werden v.a.
unlegierte und niedriglegierte Sta¨hle sowie Kupfer und Kupferlegierungen.
Dabei werden aufgrund der verschiedenen untersuchten Werkstoffe zum Teil
unterschiedliche Ergebnisse erzielt. Wa¨hrend in einer Vielzahl von Arbei-
ten ein Probengro¨ßeneinfluss auf die Festigkeitseigenschaften ausgeschlossen
wird [28–32], werden in anderen Arbeiten mit abnehmender Probengro¨ße
entweder ein Anstieg [33–35] oder ein Abfall der Festigkeitswerte [36–38]
beobachtet. Es wird jedoch einheitlich von einem Abfall der Verformungs-
kenngro¨ßen (Bruchdehnung, Brucheinschnu¨rung) bei einer Reduzierung der
Probengro¨ße gesprochen.
Bei der Untersuchung des Einflusses der Probengro¨ße im Bereich der Foli-
enpru¨fung hingegen wird von einem Festigkeitsanstieg bei reduzierter Pro-
bendicke berichtet [10, 39–42]. Ein Vergleich zwischen dem Anlieferungszu-
stand von Kupferfolien und dem bei 300◦C fu¨r zwei Stunden wa¨rmebehan-
delten Material zeigt jedoch nur im ersteren Fall einen Festigkeitsanstieg
bei einer Verringerung der Probenabmessungen. Dieser kehrt sich nach der
Wa¨rmebehandlung um. Simons et al. [43] weisen damit darauf hin, dass der
Probengro¨ßeneinfluss nur bei einer vergleichbaren Mikrostruktur des Werk-
stoffs untersucht werden darf. Aufgrund der in einzelnen Arbeiten fehlen-
den Angaben zur Mikrostruktur und zum Wa¨rmebehandlungszustand der
untersuchten Werkstoffe ist dies nicht in jedem Fall zweifelsfrei nachvoll-
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ziehbar. Weiterhin werden fu¨r die Folienpru¨fung spezielle Anforderungen an
die Pru¨ftechnik gestellt. In zahlreichen Arbeiten wurden deshalb speziell an
die Erfordernisse der Folienpru¨fung angepasste Pru¨faufbauten fu¨r die Pro-
benbelastung [44], Einspannung [45], Dehnungs- und Kraftmessung [46,47]
oder die Durchfu¨hrbarkeit von Warmzugversuchen [48] entwickelt.
Fu¨r die Pru¨fung konventioneller Probenabmessungen bis in den Submilli-
meterbereich hinein werden i.d.R. keine den speziellen Erfordernissen der
Kleinstprobenpru¨fung entsprechenden Anforderungen beschrieben, obwohl
mehrmals auf den Einfluss der Probenfertigung [49] und dem daraus re-
sultierenden Oberfla¨chenzustand [28] der Proben hingewiesen wird. Auch
werden der Einfluss von Biegemomenten bei der Zugpru¨fung [31] oder der
Einfluss von Form- und Lageabweichungen [50] benannt. Es fehlen jedoch
Untersuchungen, um die genannten Effekte zu quantifizieren.
Nur wenige Arbeiten befassen sich mit dem Probengro¨ßeneinfluss unter
dynamischer Zugbelastung (z.B. [51, 52]). Dabei wird unter dynamischer
Pru¨fung die schlagdynamische Belastung verstanden. Untersucht werden
Stahlwerkstoffe bei definierten Dehnungsgeschwindigkeiten mit Probenab-
messungen zwischen 3 und 30 mm im Durchmesser. Es wird kein signifikan-
ter Einfluss der Probengro¨ße auf die Fließspannung beobachtet [51]. Leider
fehlen aufgrund mangelnder versuchstechnischer Mo¨glichkeiten hochdynami-
sche Zugversuchsdaten fu¨r große Proben. Demzufolge ist ein dynamischer
Probengro¨ßeneffekt nicht auszuschließen. Weiterhin existieren numerische
Arbeiten, die den Einfluss der Probengeometrie auf die Verformungsvertei-
lung in der dynamisch belasteten Probe und demzufolge die Verformungs-
kenngro¨ßen des Zugversuchs betrachten [53]. Es fehlen jedoch weitestgehend
experimentelle Daten, welche die gefundenen Effekte verifizieren.
Neben dem Zugversuch wird v.a. im Zylinderstauchversuch das proben-
gro¨ßenabha¨ngige Werkstoffverhalten untersucht. Auch hier zeigen sich
in Abha¨nigkeit des Untersuchungswerkstoffes unterschiedliche Ergebnis-
se. Wa¨hrend fu¨r eine Messinglegierung [12, 54] und einen unlegierten
Stahl [55] von einem Abfall der Fließspannung mit kleiner werdenden
Probenabmessungen berichtet wird, werden fu¨r einen Wolfram-Kupfer-
Teilchenverbundwerkstoff ho¨here Fließspannungen gemessen [56, 57]. Vari-
iert wird in der Regel der Probendurchmesser zwischen 1 mm und 10 mm,
wobei das Stauchverha¨ltnis (Verha¨ltnis von Probendurchmesser zu Pro-
benho¨he) konstant gehalten wird. Im Bereich der Mikrodruckprobenpru¨fung
werden spezielle Probenformen verwendet, die durch einen fokussierten
Ionenstrahl in das Grundmaterial gearbeitet und in der Regel in einem
Rasterelektronenmikroskop mit einer Insitu-Beoachtung der Verformung ge-
pru¨ft werden [58–60]. Verwendet werden sowohl zylindrische wie auch recht-
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eckige Querschnitte. Dabei wird ein Anstieg der Fließspannung mit klei-
ner werdenden Probenabmessungen beobachtet. Wie bereits unter Zugbe-
lastung sind auch fu¨r den Druckbereich nur wenige Arbeiten zur Unter-
suchung des schlagdynamischen gro¨ßenabha¨ngigen Werkstoffverhaltens be-
kannt (z.B. [61,62]), welche sich teilweise auf die Betrachtung eines einzel-
nen Dehngeschwindigkeitsbereiches beschra¨nken. Auch wird das Verha¨ltnis
zwischen Probendurchmesser und -ho¨he konstant gehalten. Daru¨ber hinaus
wird das gro¨ßenabha¨ngige Druckfließspannungsverhalten bei hohen Tempe-
raturen untersucht [63,64], jedoch beschra¨nken sich die Arbeiten vorwiegend
auf den quasistatischen Belastungsfall.
Insbesondere fu¨r die Charakterisierung des gro¨ßenabha¨ngigen Festigkeits-
verhaltens du¨nner Filme und Folien werden Mikrobiegeuntersuchungen
[49, 65–68] und der Eindringversuch (engl. indentation) [25, 69, 70] einge-
setzt. Dabei wird einheitlich von einem Anstieg der Festigkeit [23, 71] bzw.
der Ha¨rte [72,73] bei verkleinerten Probenabmessungen berichtet. In beiden
Fa¨llen wird der Festigkeitszuwachs durch das Vorhandensein von Dehnungs-
gradienten erkla¨rt [26,73–75].
Neben den Untersuchungen zum gro¨ßenabha¨ngigen Festigkeitsverhalten sind
einige wenige Arbeiten zum Einfluss der Probengeometrie auf das Versagens-
verhalten bekannt. Dabei wird ein Anstieg der Bruchza¨higkeit mit sinkender
Probengro¨ße gemessen [76–78]. In diesem Zusammenhang wird nicht nur
der Einfluss einer Miniaturisierung betrachtet. Auch sind Arbeiten zur Un-
tersuchung des Probengro¨ßeneffektes bei Großzugproben bekannt [79–81].
Daru¨ber hinaus wird ein Einfluss der Korngro¨ße gefunden [82], der durch eine
Modifikation der Hall-Petch-Beziehung in der Form KIC = K
◦
IC + kd
−1
k be-
schrieben wird. Auch im Kerbschlagbiegeversuch wurde ein starker Proben-
gro¨ßeneinfluss beobachtet. Die mit Miniaturproben ermittelten Kerbschlag-
arbeiten liegen zum Teil erheblich unter den mit standardisierten Proben
gemessenen Werten [27, 83–85]. Weiterhin sind einige wenige Arbeiten be-
kannt, die sich mit dem gro¨ßenabha¨ngigen Ermu¨dungs- [32,86] und Kriech-
verhalten [87] von Werkstoffen bescha¨ftigen. Fu¨r beide Fa¨lle wurde ein star-
ker Probengro¨ßeneinfluss nachgewiesen.
Neben den reinen Werkstoffuntersuchungen werden in der Literatur auch
technologische Pru¨fungen durchgefu¨hrt, die in der Regel realen Umform-
versuchen entsprechen. Dabei stehen neben den eigentlichen Werkstoffei-
genschaften technologische Gro¨ßen wie z.B. die Reibung oder die resul-
tierende Bauteilgeometrie im Vordergrund der Betrachtungen. Im Bereich
der Massivumformung wird bspw. der kombinierte Napffließpressversuch zur
Bestimmung der Reibkoeffizienten genutzt [88, 89]. Dabei wird die ausge-
bildete Napfho¨he als guter Indikator fu¨r die herrschenden Reibverha¨ltnis-
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se gesehen [90]. Durch die Variation der Stempel- und Matrizengeometrie
la¨sst sich eine Gro¨ßenabha¨ngigkeit des Reibwertes nachweisen [91]. Die Rei-
bung nimmt mit kleiner werdenden Geometrien signifikant zu. In [92] wird
der Vollvorwa¨rtsfließpressprozess fu¨r die Untersuchung zur gro¨ßenabha¨ngi-
gen Stempelkraft genutzt und ein relativer Anstieg mit kleiner werdenden
Bauteilabmessungen gefunden.
Auch im Bereich der Blechumformung lassen sich prozessspezifische Arbei-
ten finden, die den Einfluss einer Miniaturisierung untersuchen. In [93] wird
fu¨r kleine Korngro¨ßen ein Abfall, fu¨r große Ko¨rner hingegen ein Anstieg der
relativen Kraft beim freien Biegen gefunden, wenn die Probenabmessungen
reduziert werden. Die Effekte werden durch die Arbeiten in [94] und [95]
besta¨tigt. Weiterhin wird der skalierte Streifenziehversuch eingesetzt, um
tribologische Gro¨ßeneffekte zu identifizieren [96,97]. Dabei wird ein Anstieg
der Reibzahl bei kleinen Probenabmessungen gefunden. In [98] und [99] wird
der Tiefziehprozss betrachtet und von Gro¨ßenabha¨ngigkeiten bei der relati-
ven Stempelkraft sowie der Temperaturverteilung in den Napfgeometrien
berichtet. Infolge vera¨nderter thermodynamischer Randbedingungen a¨ndert
sich die Bauteilerwa¨rmung mit Reduzierung der geometrischen Abmessun-
gen und fu¨hrt letztlich zu einem Anstieg der relativen Umformkra¨fte. Den
Arbeiten werden in der Regel idealisierte Experimente unter quasistatischer
Belastung zugrunde gelegt. Reale Prozessgeschwindigkeiten und damit ver-
bunden auch reale Prozesstemperaturen bleiben ha¨ufig unbeachtet.
2.3 Modellierung von Gro¨ßeneinflu¨ssen
Fu¨r die numerische Simulation von Fertigungsprozessen sowie fu¨r das
Abscha¨tzen von Prozesskra¨ften in Umform- und Zerspanprozessen wer-
den Werkstoffmodelle beno¨tigt, die das gemessene Materialverhalten unter
Beru¨cksichtigung etwaig auftretender Gro¨ßeneffekte beschreiben. Daru¨ber
hinaus werden geschlossene Formulierungen der Gleichungen beno¨tigt, d.h.
das Werkstoffverhalten muss als Funktion der Dehnung, Dehnungsgeschwin-
digkeit und Temperatur beschrieben werden.
In [100] und [101] wird fu¨r die Modellierung von Gro¨ßenabha¨ngigkeiten ei-
nes Wolfram-Kupfer-Teilchenverbundwerkstoffes unter Druckbelastung der
empirische Ansatz nach Swift [102] verwendet. Dieser wurde um einen ge-
schwindigkeitsabha¨ngigen Term erweitert (Gleichung 2.3). Die Referenzge-
schwindigkeit ε˙0 wurde mit 0,1 s
−1 als konstant angenommen und entspricht
der Dehnrate, bei der die gro¨ßenabha¨ngigen Parameter ermittelt wurden.
σ = K (T, d0, ε˙) · (B + ε)n(T ) + α · (ε˙− ε˙0) (2.3)
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Der Parameter B wird mit 0,001 als konstant angenommen. Die Ko-
effizienten K und n werden in Abha¨ngigkeit der Temperatur beschrie-
ben. Zusa¨tzlich wird die geschwindigkeitsabha¨ngige Temperaturerho¨hung
im Parameter K beru¨cksichtigt. Dazu wird ein geschwindigkeitsabha¨ngi-
ger Energieumsatzparameter eingefu¨hrt. Entgegen dem Exponentialansatz
in [103–105] oder dem Ansatz u¨ber den Tangens Hyperbolicus (tanh) [106]
wurde eine Arcus-Tangens-Funktion verwendet. Dabei wurde jedoch lediglich
die geschwindigkeits- und nicht die gro¨ßenabha¨ngige Temperaturerho¨hung
[107, 108] wa¨hrend der dynamischen Umformung beachtet. Daru¨ber hinaus
wird in [100] die gro¨ßenabha¨ngige Fließspannung u¨ber den Parameter K
beschrieben. Dabei werden fu¨r die kleinste und gro¨ßte verwendete Proben-
geometrie gro¨ßenabha¨ngige Koeffizienten definiert und K fu¨r jede andere
Geometrie entsprechend Gleichung 2.4 angena¨hert. Dabei ist d0 der verwen-
dete Probendurchmesser. Die Indizes 1 und 8 stehen fu¨r Proben mit einem
Durchmesser von 1 mm bzw. 8 mm.
K (T, d0) = K8 + (K1 −K8) ·
(
1− d0
8
)
(2.4)
Unter Verwendung der Gleichungen 2.3 und 2.4 wird das Werkstoffverhalten
bis zu einer Dehnrate von ε˙ = 10 s−1 beschrieben. Unter hochdynamischer
Druckbelastung (ε˙ > 103 s−1) wird ein u¨berproportionaler Anstieg der Fließ-
spannung mit wachsender Dehnungsgeschwindigkeit gemessen, der in [100]
durch Da¨mpfungseffekte erkla¨rt wird. Um das Fließspannungsverhalten be-
schreiben zu ko¨nnen, wird deshalb von [100] der Geschwindigkeitsterm in
Gleichung 2.3 durch einen Da¨mpfungsterm ersetzt, der den linearen Zu-
wachs der Fließspannung mit der Dehnungsgeschwindigkeit beschreibt (Glei-
chung 2.5).
σ = K (T, d0, ε˙) · (B + ε)n(T ) + η · ε˙ (2.5)
Fu¨r die Beschreibung des gro¨ßenabha¨ngigen Fließverhaltens werden dem-
nach zwei Gleichungen beno¨tigt, die dem gemessenen Werkstoffverhalten in
verschiedenen Geschwindigkeitsbereichen angepasst sind.
Ein anderer Ansatz wird in [50] gewa¨hlt. Mit dem Ziel, die experimentellen
Arbeiten bei der Ermittlung des gro¨ßenabha¨ngigen Fließspannungsverhaltens
zu verringern und die Vorteile der numerischen Methoden bei der Auslegung
und Optimierung von Umformprozessen zu nutzen, wird das Randschichtmo-
dell fu¨r die Modellierung von Gro¨ßeneffekten verwendet. Dabei wird davon
ausgegangen, dass die im Inneren einer Probe liegenden Gefu¨gebestandteile
eine ho¨here integrale Fließspannung aufweisen, als Elemente am Rand mit
Zugang zur freien Oberfla¨che. Ursache hierfu¨r liegt in der Mo¨glichkeit der frei
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auslaufenden Versetzungen am Rand der Probe im Vergleich zum Inneren.
Demzufolge liegen am Rand weniger Hindernisse fu¨r die Versetzungsbewe-
gung vor und die Fließspannung sinkt. Meßner [50] beschreibt entsprechend
Gleichung 2.6 die lokale Fließspannung kf,l als Summe der anteiligen Fließ-
spannungen der freien Oberfla¨che (engl. free surface FS) und dem Inneren
der Probe (Index i).
kf,l(ϕ) = αFS · kf,FS(ϕ) + αi · kf,i(ϕ) (2.6)
Dabei bezeichnen αFS und αi den Anteil der Randschicht und des Pro-
beninneren am Gesamtvolumen. Nachteil des Modells ist die schwierige
Bestimmung der Fließspannungen kf,FS und kf,i. Erstere kann aus der
Fließspannung von Kleinstproben und letztere von großen Probengeome-
trien anna¨hernd ermittelt werden. Daru¨ber hinaus wird in den Arbeiten
in [50, 54, 109, 110] lediglich das quasistatische Verformungsverhalten bei
Raumtemperatur zugrunde gelegt. Das dynamische und hochdynamische
Werkstoffverhalten sowie der Temperatureinfluss bleiben unberu¨cksichtigt.
Auch Peng et al. [111] erkla¨ren den Probengro¨ßeneffekt mit Hilfe des Rand-
schichtmodells. Fu¨r die Beschreibung ihrer Ergebnisse an Blechwerkstoffen
wird allerdings ein vereinfachter Ansatz gewa¨hlt (Gleichung 2.7), der sich
additiv aus einem gro¨ßenunabha¨ngigen Fließspannungswert σ0 und einem
gro¨ßenabha¨ngigen Term K [F (t, dK)]
n zusammensetzt. Weiterhin wird in
der Arbeit zwischen dem elastischen und plastischen Spannungs-Dehnungs-
Bereich unterschieden. Gro¨ßeneffekte treten demnach nur im plastischen
Bereich auf (Gleichung 2.8).
σ = σ0 +K [F (t, dK)]
n (2.7)
σ =
{
Eε ε < σ/E
σ0 + E
n (ε− σ/E) ε ≥ σ/E (2.8)
In Gleichung 2.8 ist En die gro¨ßenabha¨ngige plastische Steifigkeitsfunktion
Γ (t, dk), die sich in Abha¨nigkeit der Blechdicke t und Korngro¨ße dK er-
gibt. Im Materialmodell von Peng et al. [111] bleibt das geschwindigkeits-
und temperaturabha¨ngige Verhalten vollkommen unberu¨cksichtigt. Eine Be-
schreibung von Gro¨ßenabha¨ngigkeiten unter dynamischer Belastung ist dem-
zufolge nicht mo¨glich.
Geißdo¨rfer entwickelt in seinen Arbeiten [112–114] einen mesoskopischen
Ansatz zur Beschreibung von Gro¨ßenabha¨ngigkeiten in Mikroumformprozes-
sen. Das mesoskopische Modell teilt das Material in einzelne Ko¨rner mit
individuellen Eigenschaften. Die Synthese einer realen Kornverteilung in ei-
ner Probe wird mittels des Monte-Carlo-Potts-Modells erreicht [112]. Dabei
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werden die Eigenschaften der Ko¨rner durch die Korngro¨ße, Kornposition und
deren Umgebung beeinflusst. Die Berechnung der individuellen Fließeigen-
schaften der Ko¨rner basiert auf zwei Effekten. Die Fließspannung fu¨r jedes
Korn wird auf Basis der Hall-Petch-Beziehung beschrieben [15,16]. Der Ein-
fluss der Lage des Korns wird u¨ber den Ansatz von Ashby [22] beru¨cksichtigt
(Gleichung 2.9).
τ = τ0 +
m1,2 · τi ·
√
λ√
dK
(2.9)
Dabei sind τ die Fließspannung, τ0 die kritische Scherspannung in einem
Korn, λ repra¨sentiert den Abstand zwischen einer Versetzung und einem Ver-
setzungshindernis und m1,2 ist die Transformationsmatrix fu¨r die verschiede-
nen Gleitsysteme benachbarter Ko¨rner [113]. Es wird angenommen, dass sich
die Versetzungen so lange aufstauen, bis die Spannung τi u¨berschritten wird
und Versetzungsquellen im Nachbarkorn aktiviert werden [112]. In Gleichung
2.9 wird das Produkt ausm1,2, τi und
√
λ im sogenannten Hall-Petch-Faktor
Ki zusammengefasst. Da dieser fu¨r ein Einzelkorn andere Werte annimmt
als der integrale Wert K, wird ein sogenannter Aufstaufaktor ξi eingefu¨hrt,
der die Hindernisse im Korngrenzenbereich in vereinfachter Art und Weise
zusammenfasst [113] und den Zusammenhang zwischen Ki und K herstellt.
Dadurch ist es gelungen, gro¨ßenabha¨ngige Fließspannungen zu modellieren.
In [114] wird das mesoskopische Modell nochmals um einen auf der Theo-
rie von Meyers und Ashworth [115] basierenden Ansatz erweitert. Dadurch
kann der Versetzungsaufstau im Korngrenzenbereich detaillierter beschrie-
ben und die Vorhersagegenauigkeit des Modells verbessert werden. Nachteil
des mesoskopischen Modells ist es wiederum, dass die Einflu¨sse der Umform-
geschwindigkeit und Umformtemperatur explizit nicht beru¨cksichtigt werden
und der U¨bertragbarkeit des Modells auf reale Prozesse dadurch Grenzen ge-
setzt sind.
Die u¨berwiegende Anzahl der experimentell gefundenen Gro¨ßeneffekte wer-
den in der Literatur durch die Theorie der Dehnungsgradienten (engl. strain
gradient plasticity) erkla¨rt und modelliert. In der konventionellen Plastizita¨ts-
theorie sind keine La¨ngenmaßsta¨be in den konstitutiven Gleichungen einge-
bunden, was eine Beschreibung von Gro¨ßeneffekten nicht mo¨glich macht [5].
Um die mikroskopischen Verformungsvorga¨nge zu verstehen, ist eine ge-
nauere Beschreibung der Verformung bei kleinen La¨ngenmaßsta¨ben erfor-
derlich. Bei der plastischen Verformung von Werkstoffen werden Verset-
zungen erzeugt, bewegt und gespeichert [5]. Die Speicherung von Verset-
zungen bewirkt eine Verfestigung im Werkstoff und ist auf zwei Ursachen
zuru¨ckzufu¨hren. Zum einen sammeln sich Versetzungen infolge der gegen-
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seitigen Behinderung in zufa¨lliger Art und Weise an. Sie werden in diesem
Fall statistisch gespeicherte Versetzungen genannt [116]. Zum anderen wer-
den Versetzungen beno¨tigt, um eine kompatible Verformung des Werkstoffes
bspw. beim Eindringen eines Ko¨rpers in das Material zu gewa¨hrleisten. Diese
werden als geometrisch notwendige Versetzungen bezeichnet.
Fleck und Hutchinson [4, 7] nutzen diese Versetzungstheorie erstmalig, um
ein Plastizita¨tsgesetz zu finden, welches Gro¨ßenabha¨ngigkeiten beschreiben
kann. Ausgangspunkt des Modells bildet die Taylor-Beziehung (Gleichung
2.10).
τ = α ·G · b · √ρT = α ·G · b ·
√
ρS + ρG (2.10)
Hierbei sind α eine Materialkonstante, G der Schubmodul, b der Burgersvek-
tor sowie ρS und ρG die Dichte der statistisch gespeicherten und geometrisch
notwendigen Versetzungen. Weiterhin wird ein effektiver Dehnungsgradient
η (Gleichung 2.11) eingefu¨hrt. Die Vergleichsspannung nach von-Mises er-
gibt sich folglich entsprechend Gleichung 2.12.
η = ρG · b (2.11)
σ =
√
3 · τ =
√
3 · α ·G · b ·
√
ρS +
η
b
(2.12)
Treten keine Dehnungsgradienten auf (z.B. bei Zug- oder Druckbelastung)
so ergibt sich aus Gleichung 2.12 die einachsige Spannungs-Dehnungs-
Beziehung (Gleichung 2.13), wobei f(ε) = [(E · ε) /σY ]n eine Funktion des
E-Moduls E, der Fließspannung σY , der Dehnung ε und des Verfestigungs-
exponenten n ist.
σ =
√
3 · α ·G · b · √ρS = σY · f(ε) (2.13)
In [8] konnte gezeigt werden, dass ein Zusammenhang zwischen der Fließ-
spannung ohne und bei Vorhandensein von Dehnungsgradienten existiert
(Gleichung 2.14). Die charakteristische La¨nge l stellt dabei die fundamenta-
le Gro¨ße beim Auftreten von Gro¨ßeneffekten dar und wird durch Gleichung
2.15 beschrieben. Sie ist eine Materialkonstante und liegt bspw. fu¨r Kup-
fer bzw. Nickel im Bereich von 5 und 6 µm. Dehnungsgradienten beginnen
eine dominierende Rolle zu spielen, wenn die Verformungsbereiche in der
Gro¨ßenordnung der charakteristischen La¨nge l liegen [5, 6, 8].
σ = σY ·
√
f 2(ε) + lη (2.14)
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l = 3 · α2 ·
(
G
σY
)2
· b (2.15)
Fleck und Hutchinson formulieren ihre Theorie unter Verwendung von effek-
tiven Spannungen und Dehnungen der konventionellen Plastizita¨tstheorie,
d.h. also mit Gro¨ßen, die prima¨r auf dem makroskopisch gemessenen einach-
sigen Spannungs-Dehnungs-Verhalten basieren. Gao et al. [8] schlagen eine
alternative Formulierung vor, welche sowohl die konventionelle Plastizita¨ts-
theorie wie auch die Versetzungstheorie beinhalten. Die Herleitung des Mo-
dells findet sich in [8] und [9] und wird als MSG-Theorie (engl. Mechanism-
based Strain Gradient Plasticity) bezeichnet. Unter der Verwendung beider
Ansa¨tze ist es einer Vielzahl von Autoren gelungen, Gro¨ßenabha¨ngigkeiten zu
beschreiben und eine gute U¨bereinstimmung zwischen experimentell gemes-
senen und modellierten Ergebnissen zu finden (z.B. [5,9,26,73,75,117–119]).
Nachteil des Modells ist es, dass der Geschwindigkeits- und der Tempera-
tureinfluss unberu¨cksichtigt bleiben. Auch in den experimentellen Arbeiten
werden diese Parameter nicht betrachtet. Eine Anwendung des Ansatzes auf
reale Prozessbedingungen (z.B. bei Fertigungsprozessen) ist demnach nur
begrenzt mo¨glich. Geschwindigkeits- und temperaturbedingte Gro¨ßeneffekte
ko¨nnen nicht vorausgesagt werden.
2.4 Zusammenfassung des Kapitels
Die Auswertung des Schrifttums zeigt, dass seit Jahren großes Interesse in
der experimentellen Bestimmung und Modellierung von Gro¨ßenabha¨ngigkei-
ten im Fließspannungs-, Verfestigungs- und Versagensverhalten besteht. Da-
bei wird der Begriff des Gro¨ßeneffektes ganz unterschiedlich verstanden und
in Abha¨ngigkeit der betrachteten La¨ngenskalen definiert. In einer Vielzahl
von Arbeiten werden verschiedene aus der Mikrostruktur oder Probengeome-
trie resultierende Gro¨ßeneinflu¨ssen untersucht. Dabei werden zum Teil unter-
schiedliche Tendenzen beobachtet und widerspru¨chliche Ergebnisse beschrie-
ben. Die Auswertung der Schrifttumsstellen zeigt, dass sich ein Großteil der
Arbeiten auf quasistatische, idealisierte Belastungsfa¨lle konzentriert, die den
realen Prozessbedingungen, insbesondere im Bereich der Fertigungstechnik,
nicht entsprechen. Gefundene Gro¨ßenabha¨ngigkeiten lassen sich demnach
nicht ohne Weiteres auf Prozesse bei hohen Verformungsgeschwindigkeiten
und Temperaturen u¨bertragen. Arbeiten, die sich mit Gro¨ßeneffekten bei
hohen Dehnungsgeschwindigkeiten und Temperaturen befassen, sind selten
und gro¨ßtenteils auf bestimmte betrachtete Parameterbereiche beschra¨nkt.
Fu¨r die Modellierung von Gro¨ßeneffekten werden eine Vielzahl von empi-
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rischen und theoretischen Ansa¨tzen vorgestellt. Damit werden die experi-
mentell gefundenen Gro¨ßenabha¨ngigkeiten u¨berwiegend gut wiedergegeben.
Durchga¨ngige geschlossene Formulierungen von Materialmodellen, welche
das resultierende Werkstoffverhalten als Funktion der Dehnung, Dehnungs-
geschwindigkeit und Temperatur beschreiben, wurden hingegen nicht gefun-
den. Die Anwendbarkeit der Modelle ist u¨berwiegend auf spezielle Anwen-
dungsfa¨lle begrenzt.
3 Zielsetzung der Arbeit und Vorgehensweise
3.1 Zielsetzung der Arbeit
Das Ziel der Arbeit ist es, Gro¨ßeneffekte auf das mechanische
Fließspannungs-, Verfestigungs- und Versagensverhalten ausgewa¨hlter me-
tallischer Werkstoffe unter Druckbelastung zu identifizieren, zu analysieren
und zu beschreiben und damit einen Beitrag zum verbesserten Versta¨nd-
nis des mechanischen Werkstoffverhaltens bei kleinen La¨ngenskalen zu lei-
sten. Die aus der Literatur bekannten Untersuchungen zeigen zum Teil wi-
derspru¨chliche Ergebnisse. Daru¨ber hinaus werden im Großteil der bekann-
ten Arbeiten idealisierte Laborbedingungen geschaffen, um Gro¨ßenabha¨ngig-
keiten zu untersuchen. Diese sind jedoch nur begrenzt auf reale Prozes-
se u¨bertragbar. Da insbesondere Fertigungsprozesse dynamisch ablaufende
Vorga¨nge sind, soll in der Arbeit schwerpunktma¨ßig das gro¨ßenabha¨ngige
Werkstoffverhalten unter realita¨tsnahen hohen Verformungsgeschwindigkei-
ten betrachtet werden.
Die gefundenen Ergebnisse sollen in Form einer mathematischen Beschrei-
bung erfassbar und vorhersagbar gemacht sowie deren Bedeutung fu¨r Ferti-
gungsprozesse anhand eines Zerspanungsvorganges verdeutlicht werden.
3.2 Vorgehensweise
Aufbauend auf dem in der Literatur beschriebenen Wissensstand sollen
zuna¨chst einige Besonderheiten der Untersuchung von Gro¨ßeneffekten auf
das mechanische Werkstoffverhalten gekla¨rt werden. Insbesondere sollen
durch vorgelagerte Untersuchungen zum Randzoneneinfluss, zu fertigungs-
bedingten Eigenspannungen und Geometrieabweichungen Anforderungen an
die mechanische Probenfertigung gestellt werden, um letztlich eine sichere
Bestimmung des mechanischen Werkstoffverhaltens unter der Verwendung
von Kleinstproben zu gewa¨hrleisten.
Aufbauend darauf soll das gro¨ßenabha¨ngige Fließ-, Verfestigungs- und
Versagensverhalten mit dem Schwerpunkt des dynamischen Werkstoff-
verhaltens experimentell untersucht und diskutiert werden. Dabei werden
im Speziellen der Einfluss der Probengro¨ße, der Probengeometrie und der
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Mikrostruktur (Korngro¨ße) betrachtet. Das Werkstoffverhalten wird u¨ber
einen weiten Bereich von Dehnungen, Dehnungsgeschwindigkeiten und
Temperaturen untersucht. Dies ist im Besonderen wichtig, da aufbauend
auf den experimentellen Erkenntnissen geschlossene Werkstoffmodelle zur
Beschreibung des gro¨ßenabha¨ngigen Fließ- und Verfestigungsverhaltens
entwickelt werden sollen. Da die Anwendung der Modelle im Speziellen
fu¨r reale Umform- und Zerspanprozesse gedacht ist, mu¨ssen der Mo-
dellentwicklung Werkstoffdaten zugrunde gelegt werden, die den realen
Belastungsbedingungen entsprechen.
Letztlich soll versucht werden, die gefundenen werkstoffbasierten
Gro¨ßenabha¨ngigkeiten auf einen ausgewa¨hlten Zerspanungsprozess zu
u¨bertragen. Dabei stehen die Schnittkra¨fte im besonderen Fokus der
Betrachtungen, da diese durch eventuell auftretende Gro¨ßeneffekte bei
Zerspanungsprozessen deutlich beeinflusst werden.
4 Werkstoffe und Methoden
Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden verschiedene Werkstoffe in einem
weiten Bereich von Dehnungen, Dehnungsgeschwindigkeiten und Tempera-
turen untersucht. Dabei wurde schwerpunktma¨ßig das dynamische Werk-
stoffverhalten betrachtet. Im folgenden Kapitel sollen die im Rahmen der
Arbeit untersuchten Werkstoffe und verwendeten Pru¨fmethoden kurz be-
schrieben werden. Die bei der Untersuchung von Skalierungseinflu¨ssen auf-
tretenden Besonderheiten werden in Kapitel 5 diskutiert.
4.1 Versuchswerkstoffe
4.1.1 Unlegierter Vergu¨tungsstahl C45E (1.1191)
Fu¨r die Untersuchungen zum gro¨ßenabha¨ngigen Fließ- und Verfestigungs-
verhalten wurde schwerpunktma¨ßig der unlegierte Vergu¨tungsstahl C45E
(1.1191) eingesetzt. In Tabelle 4.1 ist die ermittelte chemische Zusammen-
setzung dargestellt.
Tabelle 4.1: Chemische Zusammensetzung des unlegierten Vergu¨tungsstahles C45E.
Element C Si Mn P S Cr Mo Ni
Gew.-% 0,44 0,26 0,6 0,008 0,029 0,07 0,03 0,08
Der Stahl findet als Werkstoff mit erho¨htem Reinheitsgrad Anwendung fu¨r
mittlere Beanspruchungen im Kraftwagen-, Motoren-, Maschinen- und Ap-
paratebau. Um den Einfluss der Korngro¨ße na¨her zu untersuchen, wurde der
Werkstoff in verschiedenen Wa¨rmebehandlungszusta¨nden eingesetzt. Bild
4.1 zeigt die resultierenden Gefu¨ge des C45E.
Um ein feinko¨rniges gleichma¨ßiges Gefu¨ge herzustellen, wurde der Werkstoff
bei 880◦C fu¨r 20 min normalgeglu¨ht. Das resultierende Gefu¨ge ist in Bild 4.1a
gezeigt. Fu¨r den normalgeglu¨hten Zustand wurde im Linienschnittverfahren
nach DIN EN ISO 643 [120] eine mittlere Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm
ermittelt. Um eine gro¨ßere Korngro¨ße zu erhalten, wurde der Werkstoff
grobkorngeglu¨ht. Durch die Erwa¨rmung auf 1050◦C und die relativ lange
Haltedauer von drei Stunden mit anschließender langsamer Ofenabku¨hlung
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a) b) c)
Bild 4.1: Gefu¨geaufnahmen des unlegierten Vergu¨tungsstahles C45E in verschiedenen
Wa¨rmebehandlungszusta¨nden und resultierenden Korngro¨ßen: a) 880◦C fu¨r 20 min,
dk ≈ 10 µm, b) 1050◦C fu¨r 3 h, dk ≈ 34 µm und c) 1200◦C fu¨r 10 h, dk ≈ 120 µm.
konnte eine mittlere Korngro¨ße von dk ≈ 34 µm eingestellt werden (Bild
4.1b). Durch noch la¨ngere Haltezeiten wurde kein ho¨heres Kornwachstum
erreicht. Deshalb wurde der C45E abschließend auch im diffusionsgeglu¨hten
Zustand verwendet (Bild 4.1c). Nach einer Haltedauer von 10 h bei 1200◦C
mit anschließender Ofenabku¨hlung konnte eine Korngro¨ße von dk ≈ 120 µm
eingestellt werden.
4.1.2 Titanlegierung Ti-6Al-2Sn-2Zr-2Cr-2Mo-Si (Ti-6-22-
22S)
Titan und Titanlegierungen zeichnen sich insbesondere durch ihre hohe spe-
zifische Festigkeit und gute Korrosionsbesta¨ndigkeit aus. Sie werden bevor-
zugt in der Luft- und Raumfahrt, im Chemieanlagenbau, fu¨r medizinische
Anwendungen und zunehmend auch im Freizeitbereich eingesetzt. Die im
Rahmen dieser Arbeit verwendete Titanlegierung Ti-6-22-22S wird wegen
ihrer hohen spezifischen Festigkeit und Bruchza¨higkeit als Konstruktions-
werkstoff im Flugzeugbau eingesetzt. Die chemische Zusammensetzung ist
in Tabelle 4.2 dargestellt.
Tabelle 4.2: Chemische Zusammensetzung der Titanlegierung Ti-6-22-22S.
Element Al Sn Zr Cr Mo Si Fe O N C
Gew.-% 5,75 1,96 1,99 2,10 2,15 0,13 0,04 0,082 0,006 0,009
Der Werkstoff wurde fu¨r 20 Stunden bei 1100◦C im β-Gebiet
diffusionsgeglu¨ht, anschließend gestaucht und geteilt. Das Schmieden er-
folgte bei 900◦C im (α+β)-Gebiet. Danach wurde der Werkstoff bei 925◦C
lo¨sungsgeglu¨ht und an Luft abgeku¨hlt. Abschließend erfolgte ein Glu¨hen bei
540◦C fu¨r 8 Stunden mit Luftabku¨hlung. Beim Glu¨hen unterhalb der β-
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Umwandlungstemperatur bildet sich eine bimodale Mikrostruktur aus [121].
Diese besteht aus einem Anteil der globularen prima¨ren α-Phase in einer
Matrix aus lamellar angeordneter sekunda¨rer α- und β-Phase (Bild 4.2).
a) b)
Bild 4.2: Gefu¨geaufnahmen der α+ β Titanlegierung Ti-6-22-22S: a) Querschliff und
b) La¨ngsschliff.
In der vorliegenden Arbeit wurde die Titanlegierung vorwiegend zur Unter-
suchung von Gro¨ßenabha¨ngigkeiten im Versagensverhalten unter Druckbe-
lastung verwendet.
4.1.3 Aluminiumlegierung EN-AW7075 (3.4365)
Neben der Titanlegierung wurde auch die Aluminiumlegierung EN-AW7075
(AlZn5,5MgCu) zur Charakterisierung des gro¨ßenabha¨ngigen Versagensver-
haltens unter Druckbelastung verwendet. Die warmauslagerbare Aluminium-
legierung ist charakterisiert durch eine hohe Festigkeit, sehr gute Zerspan-
barkeit und mittlere Korrosionsbesta¨ndigkeit und findet aufgrund der guten
mechanischen Eigenschaften vor allem Anwendung fu¨r hochbeanspruchte
Teile im Flugzeug- und Fahrzeugbau sowie im Maschinen- und Anlagenbau.
Die chemische Zusammensetzung ist in Tabelle 4.3 dargestellt.
Tabelle 4.3: Chemische Zusammensetzung der Aluminiumlegierung EN-AW7075.
Element Zn Mg Cu Fe Si Mn Ti Cr Zr
Gew.-% 5,1-6,1 2,1-2,9 1,2-2,0 0,5 0,4 0,3 0,2 0,18-0,28 0,05
Die Aluminiumlegierung wurde im Zustand T6, das heißt im maximal aus-
geha¨rteten Zustand, verwendet. Die Lo¨sungsglu¨htemperatur liegt zwischen
460◦C und 480◦C . Das resultierende Gefu¨ge ist in Bild 4.3 gezeigt.
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a) b)
Bild 4.3: Phasenkontrastaufnahme des Gefu¨ges von EN-AW7075 mit einer Vergro¨ße-
rung von a) 200:1 und b) 1000:1.
4.2 Versuchstechnik
Fu¨r die Untersuchung und Beschreibung von Skalierungseffekten wurden
vorwiegend Zylinderstauchversuche durchgefu¨hrt. Die Ermittlung des Werk-
stoffverhaltens erfolgte in einem weiten Bereich von Dehnungsgeschwindig-
keiten und Temperaturen, wobei fu¨r die Charakterisierung des dynamischen
Werkstoffverhaltens zum Großteil spezielle Pru¨faufbauten erforderlich sind,
die im folgenden Abschnitt dargestellt werden. Dabei wird unter der dyna-
mischen Werkstoffpru¨fung die Untersuchung des Materialverhaltens unter
schlagdynamischer und nicht unter schwingender Belastung verstanden.
Der Zylinderstauchversuch stellt eine klassische Methode zur Ermittlung
von Fließkurven fu¨r die Simulation von Umform- und Zerspanprozessen dar.
Im Vergleich zum Zugversuch sind wesentlich ho¨here Umformgrade erreich-
bar und es tritt keine geometrische Instabilita¨t auf. Nachteilig ist, dass bei
Stauchbelastung stets mit einem Reibungseinfluss zu rechnen ist. Aufgrund
der Reibung zwischen Stirnfla¨che und Stauchbahn baucht die Probe aus und
es bildet sich ein typisches Verformungskreuz.
Da das Werkstoffverhalten u¨ber einen weiten Bereich von Dehnungsge-
schwindigkeiten betrachtet werden soll, ist der Einsatz verschiedener Pru¨fein-
richtungen notwendig. Fu¨r Stauchversuche im Bereich von ε˙ ≤ 10 s−1 wur-
den mechanische und servohydraulische Universalpru¨fmaschinen verwendet.
Die Kraftmessung wa¨hrend der Versuche erfolgte u¨ber kalibrierte und dem
Messbereich angepasste Kraftmessdosen. Die Verformungsmessung wurde
zum Teil direkt an der Probe durch die Verwendung von Dehnmessstrei-
fen (DMS) realisiert. Aufgrund des begrenzten Messbereiches der DMS (bis
max. 6 % plastische Verformung) wurden zusa¨tzlich externe induktive Weg-
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aufnehmer der Fa. µepsilon eingesetzt. Fu¨r Probenabmessungen ≤ ∅2 mm
war eine Applikation von DMS auf der Probe nicht mo¨glich. Hierbei wurde
die Verformungsessung lediglich u¨ber induktive Wegaufnehmer realisiert.
Fu¨r die Stauchversuche bis zu einer Dehnungsgeschwindigkeit von ca.
ε˙ ≈ 3 · 102 s−1 wurden spezielle Fallwerkskonstruktionen [122] verwendet.
Bild 4.4 zeigt den schematischen Aufbau eines Fallwerks mit einem Fallge-
wicht von 600 kg.
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Bild 4.4: Schematischer Aufbau des verwendeten Fallwerks zur Untersuchung des
Werkstoffverhaltens unter dynamischer Druckbelastung bis ε˙ = 300 s−1 [121].
Ein Fallgewicht (B) wird in einem Rahmen mit einem Viersa¨ulengestell glei-
tend gefu¨hrt und belastet aus einer vorgegebenen Fallho¨he die auf dem Am-
boss (D) stehende Probe (E) schlagartig u¨ber einen Stempel (C). Nach einem
definierten Verformungsweg wird das Fallgewicht u¨ber eine Bremseinrichtung
(F) gestoppt. Damit wird vermieden, dass die Probe wa¨hrend des Versuchs
mehrmals durch das Auftreffen des Stempels belastet wird. Zur Bewertung
des U¨bergangs vom elastischen zum elastisch-plastischen Werkstoffverhal-
ten erfolgt die Verformungsmessung durch direkt an der Probe applizierte
Dehnmessstreifen. Um die Fließkurve bis zu Umformgraden von ϕ ≈ 0, 8
zu ermitteln, wird aus dem Signal eines inkrementalen, optoelektronischen
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Wegmesssystems (G) die Stauchung in der Probe berechnet. Die Kraftmes-
sung wa¨hrend des Versuches erfolgt durch die Bewertung der elastischen
Verformung des Stempels εs wa¨hrend der Belastung der Probe. Dieser ist so
dimensioniert, dass er sich wa¨hrend des Versuchs lediglich elastisch verformt.
Die Verformung εs wird u¨ber direkt am Stempel applizierte Dehnmessstrei-
fen (vier Stu¨ck jeweils zur Halbbru¨cke verschalten) gemessen und in die fu¨r
die Verformung der Probe beno¨tigte Spannung σp entsprechend Gleichung
4.1 u¨berfu¨hrt.
σp = Es · εs · As
Ap0
(4.1)
Es und As sind der Elastizita¨tsmodul bzw. die Querschnittsfla¨che des
Stempels am Ort der applizierten Dehnmessstreifen, Ap0 ist der Ausgangs-
querschnitt der Probe.
Fu¨r die im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten Untersuchungen wurden
verschiedene Probengro¨ßen und Probengeometrien verwendet. Der in Bild
4.4 gezeigte Fallwerksaufbau wurde fu¨r Proben mit einem Durchmesser
≥ ∅ 4 mm eingesetzt. Fu¨r die Untersuchung von Kleinstproben (≤ ∅2 mm)
wurde ein a¨hnlicher Aufbau mit einem verringerten Fallgewicht von 120 kg
verwendet.
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Bild 4.5: Schematischer Aufbau des verwendeten Split-Hopkinson-Pressure-Bars
(SHPB) zur Untersuchung des hochdynamischen Werkstoffverhaltens unter Druckbe-
lastung bis ε˙ = 104 s−1.
Fu¨r Zylinderstauchversuche bei Dehnungsgeschwindigkeiten > 103 s−1 wur-
den zwei vom Bauprinzip her gleiche Split-Hopkinson-Pressure-Bar (SHPB)
Aufbauten verwendet. Den schematischen Aufbau der Pru¨feinrichtung zeigt
Bild 4.5. Ein mittels Pressluft beschleunigter Schlagstab trifft mit einer
Geschwindigkeit von ca. 20 m/s auf den Eingangsstab und induziert eine
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elastische Druckwelle, die sich mit ca. 5100 m/s ausbreitet. Zwischen Ein-
und Ausgangsstab befindet sich die zylindrische Probe. Die einlaufende Wel-
le wird bei Erreichen der Probe an der Grenzfla¨che des Eingangsstabes in
einen reflektierten und transmittierten Anteil aufgespalten. Der reflektierte
Teil la¨uft als Zugwelle im Eingangsstab zuru¨ck. Die transmittierte Welle fu¨hrt
zur Verformung der Probe, la¨uft im Ausgangsstab weiter und wird auf den
Bremsstab u¨bertragen. Erreicht die Druckwelle dessen freies Ende, reflektiert
sie als Zugwelle und entkoppelt den Bremsstab vom Rest der Pru¨feinrich-
tung. Damit wird sichergestellt, dass die Messwertaufnahme nicht durch eine
zuru¨cklaufende Welle gesto¨rt wird. Grundlage der Auswertung der Versuche
ist die Theorie der eindimensionalen, elastischen Wellenausbreitung [123].
Ausgangspunkt bildet die Annahme eines Kra¨ftegleichgewichts an beiden
Enden der Probe. Werden die Indizes 1 und 2 fu¨r die Enden der Probe an
Ein- bzw. Ausgangsstab eingefu¨hrt, lassen sich die wirkenden Kra¨fte in den
beiden Sta¨ben nach Gleichung 4.2 und 4.3 berechnen.
F1 = A0 · E0 · (εi + εr) (4.2)
F2 = A0 · E0 · εt (4.3)
ε˙ =
c0
h0
· (−εi + εr + εt) (4.4)
A0 ist die Querschnittsfla¨che der Sta¨be und E0 der Elastizita¨tsmodul des
Stangenmaterials. Außerdem la¨sst sich u¨ber die Dehnungsanteile sowie bei
Kenntnis der Wellenausbreitungsgeschwindigkeit c0 und der Probenho¨he h0
die Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ ermitteln (Gleichung 4.4).
Unter der Annahme, dass sich nach einer werkstoff- und probengeometrie-
abha¨ngigen (insbesondere probenla¨ngenabha¨ngigen) Einlaufzeit ein Zustand
des Kra¨ftegleichgewichts in der Probe einstellt, verformt sich diese ab diesem
Zeitpunkt gleichma¨ßig. Werden Gleichung 4.2 und 4.3 gleichgesetzt, leitet
sich Gleichung 4.5 ab. Gleichung 4.4 vereinfacht sich demnach zu Gleichung
4.6.
εt = εi + εr (4.5)
ε˙ =
2 · c0 · εr
h0
(4.6)
Unter der Voraussetzung, dass die Probe inkompressibel ist, dass heißt Vo-
lumenkonstanz gilt, kann aus Gleichung 4.3 die in der Probe wirkende Span-
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nung berechnet werden (Gleichung 4.7). Die zeitliche Integration von Glei-
chung 4.6 liefert die Dehnung in der Probe (Gleichung 4.8).
σ(t) =
A0 · E0 · εt
Ap0
(4.7)
ε(t) =
2 · c0
h0
·
∫ t
0
εr(t)dt (4.8)
Das zeigt, dass bei Gu¨ltigkeit der Volumenkonstanz in der Probe deren dy-
namisches Spanunngs-Dehnungs-Verhalten mittels Gleichung 4.7 und 4.8
ermittelt werden kann. In diesem Fall wird von einer Einwellenanalyse ge-
sprochen, da fu¨r die Berechnung der Dehnung in der Probe lediglich die
reflektierte Welle beno¨tigt wird, fu¨r die Berechnung der Spannung in der
Probe lediglich der transmittierte Wellenanteil.
5 Besonderheiten der Miniaturprobenpru¨fung
5.1 Einfluss der Probenfertigung
Die fu¨r die Bestimmung der mechanischen Werkstoffeigenschaften beno¨tig-
ten Proben resultieren zum u¨berwiegenden Teil aus der mechanischen Be-
arbeitung des Ausgangswerkstoffes in seiner Halbzeugform. Sollen Gro¨ßen-
bzw. Skalierungseinflu¨sse untersucht, d.h. gleichzeitig Kleinst- und Standard-
proben verwendet werden, erho¨ht dies die Anforderungen an die mechani-
sche Probenfertigung enorm. Vom theoretischen Standpunkt her gesehen
mu¨ssten alle Parameter einschließlich der geometrischen Toleranzen, die den
Fertigungsprozess kennzeichnen, ebenfalls einer Skalierung unterzogen wer-
den. Dies ist jedoch aus fertigungstechnischer Sicht nicht mo¨glich. Wird
beispielsweise das Schleifen betrachtet, so la¨sst sich mit dem Verfahren eine
Oberfla¨chenrauheit von ca. Rz = 3, 2 µm erreichen. Um ein a¨quivalentes
Verha¨ltnis des von der Oberfla¨chenrauheit beeinflussten Volumens zum Ge-
samtvolumen zu erhalten, mu¨sste z.B. bei einer zylindrischen Stauchprobe
bei der Halbierung des Durchmessers eine Verringerung der Oberfla¨chenrau-
heit um Faktor acht erreicht werden. Mit einem Schleifprozess ist dies nicht
mo¨glich. Ein Wechsel des Fertigungsverfahrens hingegen bringt zwangsla¨ufig
auch die A¨nderung weiterer Prozessparameter mit sich, was wiederum zu ver-
meiden ist.
Bei einer zunehmenden Miniaturisierung der Probeko¨rper wird ein wach-
sender Einfluss der Fertigungshistorie auf die resultierenden Ergebnisse der
Werkstoffpru¨fung erwartet. Aufgrund dessen sollen im folgenden Abschnitt
Einflu¨sse aus dem Probenfertigungsprozess und deren Auswirkung auf das
mechanische Werkstoffverhalten diskutiert werden.
5.1.1 Randzonenbeeinflussung
Einen wesentlichen Aspekt bei der Probenherstellung stellt die Randzo-
nenbeeinflussung dar. In Abha¨ngigkeit vom gewa¨hlten Fertigungsverfahren
a¨ndern sich die Einflussfaktoren auf den Randzonenbereich. Der Tempe-
ratureintrag, die Randzonenverfestigung und weitere Gro¨ßen ko¨nnen das
resultierende Werkstoffverhalten nachhaltig vera¨ndern, insbesondere wenn
das zu betrachtende Werkstoffvolumen sehr klein ist.
33
34 KAPITEL 5. BESONDERHEITEN DER MINIATURPROBENPRU¨FUNG
Bild 5.1 zeigt die Randschicht einer Zylinderstauchprobe nach einem
Erodier-, Fra¨s- oder Schleifprozess. Wa¨hrend fu¨r das Schleifen im
mikroskopischen Schliffbild kein Randzoneneinfluss deutlich wird, tritt beim
Erodieren und Fra¨sen eine sichtbare Vera¨nderung des Randbereiches auf.
Es ist eine mit Mikrorissen durchzogene Schicht entstanden, deren Einfluss
auf das gemessene Werkstoffverhalten zuna¨chst nicht bekannt ist.
a) b) c)
Bild 5.1: Randzoneneinfluss resultierend aus einem a) Erodier-, b) Fra¨s- und c) Schleif-
prozess.
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Bild 5.2: Einfluss der Probenfertigung auf das gemessene Fließspannungsverhalten
von 40CrMnMo7 fu¨r a) ∅ 1x1 mm2 und b) ∅ 4x4 mm2 Proben.
Bild 5.2 verdeutlicht den Probenfertigungseinfluss am Beispiel eines Zylin-
derstauchversuches am Werkstoff 40CrMnMo7. Gezeigt sind Fließkurven, die
mit Proben unterschiedlicher Gro¨ße gemessen wurden, jeweils an geschliffe-
nen und erodierten Proben betrachtet. Es wird deutlich, dass geschliffene
Proben eine ho¨here Fließspannung besitzen als erodierte. Dieser Einfluss ist
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sowohl unter quasistatischer Belastung (ε˙ = 10−3 s−1) als auch dynamischer
Belastung (ε˙ = 200 s−1) ausgepra¨gt, obgleich sich der Fließspannungsunter-
schied mit wachsender Dehnrate zu verringern scheint. Außerdem verdeut-
licht Bild 5.2, dass, wie zu erwarten war, der Einfluss der Probenfertigung
auf das gemessene Fließspannungsverhalten mit zunehmender Probengro¨ße
abnimmt. Bei Nichtbeachtung dessen wu¨rde die Fließspannung allein in die-
sem Fall je nach Probengro¨ße und Belastungsgeschwindigkeit um bis zu 5 %
u¨ber- bzw. unterscha¨tzt werden.
Weitergehende Voruntersuchungen haben gezeigt, dass die Wahl der
Prozessparameter einen vergleichbaren Einfluss auf das resultierende Werk-
stoffverhalten haben ko¨nnen. Bild 5.3 zeigt die Ergebnisse von Zylinder-
stauchversuchen an C45E bei einer Dehnrate von ε˙ = 200 s−1. Fu¨r die
Versuche wurden zylindrische Stauchproben mit einem Durchmesser und
einer Ho¨he von jeweils 2 mm verwendet. Die Proben wurden in der End-
bearbeitung durch Schleifen hergestellt, allerdings auf zwei verschiedenen
Maschinen. Es zeigt sich, dass dies einen erheblichen Einfluss auf die Rand-
zonenverfestigung hat. Das wird zum einen dadurch deutlich, dass der fu¨r
den unlegierten Vergu¨tungsstahl C45E charakteristische Lu¨dersbereich bei
den identisch gefertigten Proben eins und zwei (Bild 5.3a) nicht ausgepra¨gt
ist. Eine Unterscheidung zwischen oberer und unterer Streckgrenze ist nicht
mo¨glich. Zum anderen liegen die genannten Proben in ihrem Fließ- und Ver-
festigungsverhalten nahezu konstant ca. 50 MPa u¨ber den beiden anderen
Proben. Entsprechend der verwendeten Fertigungsparameter kann demzu-
folge die gemessene Fließspannung um bis zu 7 % variieren.
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Bild 5.3: Maschineneinfluss bei der Fertigung zylindrischer Druckproben (2x2 mm2)
auf die Bestimmung der Fließspannung unter dynamischer Belastung (ε˙ = 200 s−1): a)
Anfangsbereich und b) gesamte Spannungs-Stauchungs-Kurve (Werkstoff: C45E).
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5.1.2 Eigenspannungseinfluss
In engem Zusammenhang mit der Randzonenbeeinflussung ist die Entste-
hung von Eigenspannungen in der Probe zu sehen. Praktisch alle relevan-
ten Herstellungs-, Bearbeitungs- und Fu¨geverfahren erzeugen charakteristi-
sche Eigenspannungszusta¨nde [124]. Die aus ihnen resultierenden Kra¨fte
und/oder Momente sind stets im mechanischen Gleichgewicht. Fu¨r grund-
legende Betrachtungen hat sich eine Einteilung in Eigenspannungen I., II.
und III. Art als sinnvoll erwiesen [125]. Eigenspannungen I. Art sind u¨ber
viele Ko¨rner und damit gro¨ßere Werkstoffbereiche hinreichend konstant. Ein
Eingriff in ihr Gleichgewicht hat immer makroskopische Maßa¨nderungen zur
Folge. Eigenspannungen II. Art sind innerhalb der Ko¨rner nahezu konstant,
wohingegen jene III. Art u¨ber kleinste Werkstoffbereiche hinweg inhomogen
sind. Bei Einwirkung einer a¨ußeren Belastung auf einen eigenspannungsbe-
hafteten Werkstoff entstehen Lastspannungen (LS) I. Art, die sich den vor-
handenen Eigenspannungen (ES) I. Art additiv zur Totalspannnung I. Art
u¨berlagern (Gleichung 5.1) und somit Einfluss auf das resultierende Werk-
stoffverhalten haben.
σI = σES, I + σLS, I (5.1)
Die Ursachen der Entstehung von Eigenspannungen ko¨nnen im Material
selbst, in dessen Behandlung oder im Fertigungsprozess liegen [126]. Ins-
besondere der Fertigungsprozess und die mechanischen, thermischen und
metallurgischen Wechselwirkungen spielen eine entscheidende Rolle. Sollen
Skalierungseffekte untersucht werden, so ko¨nnen fertigungsbedingte Eigen-
spannungen das Werkstoffverhalten nachhaltig beeinflussen [127]. Insbeson-
dere beim Einsatz kleinster Werkstoffvolumina wird ein versta¨rkter Einfluss
von Bearbeitungsrestspannungen erwartet. Je nach Betrag und Eindringtie-
fe kann sich der Eigenspannungseinfluss z.B. im gemessenen Fließverhalten
mehr oder weniger stark auswirken.
Zur Verdeutlichung des gro¨ßenabha¨ngigen Eigenspannungseinflusses soll fu¨r
den Fall eines Zylinderstauchversuchs der Skalierungsfaktor Λ (Gleichung
5.2) eingefu¨hrt werden,
Λ = d0/D0 (5.2)
wobei d0 der Probendurchmesser bzw. D0 ein Referenzprobendurchmesser
ist. Werden fu¨r unterschiedliche Probengeometrien konstante Eindringtiefen
t von fertigungsbedingten Eigenspannungen und ein Referenzprobendurch-
messer D0 von 6 mm angenommen, lassen sich die in Bild 5.4 gezeigten
Tendenzen abscha¨tzen.
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In Bild 5.4a ist der Anteil des eigenspannungsbehaften Volumens VσE einer
Probe relativ zum Gesamtvolumen Vges der jeweiligen Probengro¨ße fu¨r ver-
schiedene theoretische Eindringtiefen t gezeigt. Es wird deutlich, dass mit
zunehmender Skalierung (also mit kleiner werdenden Probenabmessungen)
ein u¨berproportionaler Zuwachs von VσE zu Vges zu verzeichnen ist. Insbe-
sondere fu¨r gro¨ßere Eindringtiefen wird bei Probengeometrien Λ ≤ 0, 33
(d0 ≤ 2 mm) ein großer Einfluss fertigungsbedingter Eigenspannungen er-
wartet. Bild 5.4b zeigt die Relationen fu¨r verschiedene Stauchverha¨ltnis-
se s. Fu¨r die Definition des Stauchverha¨ltnisses s werden in der Litera-
tur verschiedene Ansa¨tze gefunden. Im Rahmen dieser Arbeit wird s ent-
sprechend [128–130] als das Verha¨ltnis von Probendurchmesser d0 zu Pro-
benho¨he h0 definiert (Gleichung 5.3), da das Stauchverha¨ltnis in dieser Form
Vorteile bei der Interpretation des Reibungseinflusses unter Druckbelastung
bietet. Dies wird in Abschnitt 6.1.1.3 noch na¨her diskutiert.
s =
d0
h0
(5.3)
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Bild 5.4: Anteil des mit Bearbeitungsrestspannungen behafteten Probenvolumens VσE
relativ zum Gesamtvolumen Vges: a) fu¨r verschiedene Eindringtiefen t der Eigenspan-
nungen und einem Stauchverha¨ltnis von s = 1 und b) fu¨r verschiedene Stauchverha¨lt-
nisse s fu¨r eine Eindringtiefe t = 60 µm.
Es wird deutlich, dass sich bei einer angenommen, konstanten Eindringtiefe
der Eigenspannungen von t = 60 µm der Einfluss des Stauchverha¨ltnisses
erst bei Geometrien von d0 ≤ h0 (s ≥ 1) versta¨rkt auf das beeinflusste
Werkstoffvolumen auswirkt. Bei gro¨ßeren Stauchverha¨ltnissen ist die Wir-
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kung gering und entsprechend Gleichung 5.1 wird, je nach Betrag der Ei-
genspannungen, ein zu vernachla¨ssigender Einfluss auf das gemessene Werk-
stoffverhalten erwartet.
Die Entstehung von Eigenspannungen in Fertigungsprozessen sowie deren
Bedeutung fu¨r Bauteile und Komponenten ist in der Literatur weit disku-
tiert (z.B. [126, 131–134]) worden. Die gezielte Erzeugung eines Druckei-
genspannungszustandes im Randbereich eines Bauteiles beispielsweise ist
heute ein etabliertes Verfahren zur Erho¨hung der Lebensdauer dynamisch
beanspruchter Teile [126]. Die Auswertung des Schrifttums zeigt, dass sich
entsprechend des eingesetzten Fertigungsverfahrens ein charakteristischer
Eigenspannungszustand einstellt (z.B. [133]). Wenig ist jedoch bekannt,
inwieweit sich dies auf das resultierende mechanische Werkstoffverhalten
auswirkt, wenn insbesondere kleinste Werkstoffvolumina betrachtet werden.
Um diesen Einfluss zu quantifizieren, wurden im Rahmen der vorliegenden
Arbeit Untersuchungen zur Auspra¨gung charakteristischer Bearbeitungsrest-
spannungen in der Randzone von Proben und deren Wirkung auf das resul-
tierende Fließspannungsverhalten durchgefu¨hrt. Fu¨r die Herstellung zylindri-
scher Druckproben fu¨r die Werkstoffpru¨fung kommen vorwiegend Dreh- und
Schleifprozesse zum Einsatz. Jedoch ist die Herstellung von Kleinstproben
(≤ 1 mm) mit rein mechanischen Fertigungsverfahren ha¨ufig nicht realisier-
bar und es kommen zusa¨tzlich Erodierprozesse zum Einsatz.
Die Messung der Eigenspannungen in den Proben erfolgt durch das etablier-
te sin2 ψ - Verfahren der ro¨ntgenographischen Spannungsanalyse (RSA).
Wird ein Vielkristall einachsig beansprucht, so a¨ndert er makroskopisch sei-
ne Abmessungen. Diese makroskopischen Dehnungen sind in den Kristalliten
mit einer Abstandsa¨nderung von Gitterebenen verbunden. Der Abstand der
Gitterebenen la¨sst sich mit monochromatischer Ro¨ntgenstrahlung aus der
Winkellage von Ro¨ntgeninterferenzlinien ermitteln. Werden bei einem vorlie-
genden Spannungszustand die unter verschiedenen Richtungen auftretenden
Gitterdehnungen gemessen und mit den dort aufgrund der Elastizita¨tstheorie
erwarteten makroskopischen Dehnungen identifiziert, so sind Ru¨ckschlu¨sse
auf im Material vorliegende Spannungen mo¨glich [124]. Die im Rahmen
der vorliegenden Arbeit dargestellten Eigenspannungswerte wurden mit dem
Universal-Ro¨ntgendiffraktometer D5000 der Fa. Siemens gemessen. In der
Messeinrichtung wurde eine Eulerwiege verwendet, mit deren Hilfe der Win-
kel ψ zwischen −57◦ und +63◦ eingestellt werden konnte.
Bild 5.5 zeigt gemessene Eigenspannungen in der Randzone von Proben, wel-
che aus Erodier- bzw. Schleifprozessen resultieren, fu¨r den legierten Werk-
zeugstahl 40CrMnMo7 im Zustand 46 HRC. Es wird deutlich, dass je nach
Wahl des Fertigungsverfahrens unterschiedliche Eigenspannungen auftreten.
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Wird die positive Definition der Spannung im Zugbereich vorausgesetzt, zei-
gen sich aus dem Erodierprozess resultierende Zug- bzw. Druckeigenspan-
nungen im Schleifprozess. Außerdem wird eine betragsma¨ßige A¨nderung der
Eigenspannungen in Abha¨ngigkeit des eingesetzten Werkstoffpru¨fvolumens
deutlich. Je kleiner die Probenabmessungen werden, desto geringer sind die
im Randbereich der Probe gemessenen Eigenspannungen. Bei einer Skalie-
rung der Probengeometrie um Faktor acht reduzieren sich fu¨r beide Ferti-
gungsarten die ausgepra¨gten Eigenspannungen um die Ha¨lfte.
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Bild 5.5: Gemessene axiale Eigenspannungen nach der Probenfertigung mittels unter-
schiedlicher Bearbeitungsverfahren (Werkstoff: 40CrMnMo7, 46 HRC).
Auch fu¨r weitere Werkstoffe (Bild 5.6) konnte die Tendenz des Absinkens
von Bearbeitungsrestspannungen mit kleiner werdendem Werkstoffvolumen
besta¨tigt werden. Aus Gru¨nden der U¨bersichtlichkeit wurde lediglich eine
Auswahl an Werkstoffen im Bild dargestellt. Fu¨r verschiedene Titanlegie-
rungen und hochlegierte Sta¨hle konnten a¨hnliche tendenzielle Verla¨ufe fest-
gestellt werden. Aus Bild 5.6 wird deutlich, dass sich je nach verwendetem
Werkstoff ein unterschiedliches Spannungsniveau einstellt. Wird zum Bei-
spiel der Werkstoff 40CrMnMo7 na¨her betrachtet, so wird deutlich, dass
der Betrag der gemessenen Eigenspannungen in der Probe, zumindest fu¨r
konventionelle Geometrien (≥ ∅4 mm), mit zunehmender Ha¨rte des Werk-
stoffs steigt. Weiterhin wird deutlich, dass mit zunehmender Skalierung der
Unterschied in den gemessenen Eigenspannungen zwischen den einzelnen
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Werkstoffzusta¨nden geringer und bei Geometrien ≤ 1 mm im vorliegenden
Fall sogar vernachla¨ssigbar klein wird.
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Bild 5.6: Aus der Probenfertigung resultierende Bearbeitungsrestspannungen in
Abha¨ngigkeit der Probengeometrie fu¨r verschiedene Werkstoffe. Die Endbearbeitung
aller Proben erfolgte durch Schleifen.
Aus den dargelegten Erkenntnissen erwa¨chst die Frage, inwieweit die fer-
tigunsbedingten Eigenspannungen das Werkstoffverhalten nachhaltig be-
einflussen. Um dies zu quantifizieren, wurden Zylinderstauchversuche mit
Proben zuna¨chst gleicher Geometrie und unterschiedlicher Fertigungshisto-
rie eingesetzt. Bild 5.7 zeigt die ermittelten Fließspannungen des legierten
Werkzeugstahles 40CrMnMo7 im vergu¨teten Zustand (46 HRC, Anlasstem-
peratur 450 ◦C). Es wurden Kleinstproben mit einem Durchmesser und einer
Ho¨he von jeweils 1 mm verwendet. Die Proben wurden entweder erodiert
oder geschliffen. Je nach Fertigungsgeschichte konnten Zug- bzw. Druckei-
genspannungen in der Randzone der Probe nachgewiesen werden. Um diese
zu reduzieren, wurde ein Teil der Proben nachtra¨glich bei 430 ◦C fu¨r eine
Stunde wa¨rmebehandelt. Die experimentellen Ergebnisse zeigen, dass die
Fließspannungen der erodierten Proben mit relativ hohen Zugeigenspan-
nungen unter denen der zusa¨tzlich angelassenen liegen. Auch bei hohen
Dehnungsgeschwindigkeiten von 102 s−1 wird dieses Verhalten deutlich. Das
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bedeutet, Zugeigenspannungen senken die integrale Fließspannung ab, was
in Gleichung 5.1 bereits zum Ausdruck kommt. Demnach mu¨sste fu¨r den
Fall von Druckeigenspannungen im Inneren der Probe ein Anstieg der Fließ-
spannung zu beobachten sein. Werden die Fließspannungsniveaus zwischen
erodierten und geschliffenen Proben verglichen (Bild 5.7), so liegen die Fließ-
spannungen der druckeigenspannungsbehafteten Proben im quasistatischen
Fall ca. 80 MPa und dynamisch ca. 50 MPa ho¨her. Eine zusa¨tzliche Wa¨rme-
behandlung bei geschliffenen Proben erbrachte allerdings, anders als beim
Erodieren, keine signifikante A¨nderung der gemessenen Fließspannungswer-
te. Eine Erkla¨rung hierfu¨r ist u.a. in den unterschiedlichen Eindringtiefen der
durch das Erodieren bzw. Schleifen induzierten Bearbeitungsrestspannun-
gen in der Randzone zu suchen. Das beeinflusste Werkstoffvolumen nimmt
mit zunehmender Eindringtiefe deutlich zu (vgl. Bild 5.4) und der Einfluss
der Eigenspannungen versta¨rkt sich. Somit ergibt sich fu¨r das Erodieren ein
deutlich gro¨ßerer Fertigungseinfluss als beim Schleifen. Ein Absinken der
Eigenspannungen durch eine zusa¨tzliche Wa¨rmebehandlung fu¨hrt zu ver-
gleichbaren Fließspannungswerten zwischen den unterschiedlich gefertigten
Proben, was die getroffene Annahme unterstu¨tzt.
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Bild 5.7: Einfluss von Eigenspannungen auf das gemessene Fließspannungsverhalten
von 40CrMnMo7 (46 HRC) fu¨r erodierte und geschliffene Proben.
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Aus Bild 5.4 la¨sst sich ableiten, dass der Einfluss fertigungsbedingter Ei-
genspannungen mit zunehmender Probengro¨ße abnimmt. Der Vergleich der
experimentellen Ergebnisse zwischen erodierten Proben verschiedener Geo-
metrie (Bild 5.8) besta¨tigt diese Annahme. Der Fließspannungsunterschied
zwischen Proben mit hohen bzw. geringeren Eigenspannungen in der Rand-
zone nimmt mit zunehmender Probengro¨ße ab. Dies la¨sst sich sowohl unter
quasistatischer (10−3 s−1) wie auch unter dynamischer Belastung (102 s−1)
nachweisen.
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Bild 5.8: Einfluss von Bearbeitungsrestspannungen auf das mit erodierten Proben
gemessene Fließspannungsverhalten des Werkstoffs 40CrMnMo7 (46 HRC) fu¨r unter-
schiedliche Probengro¨ßen.
5.1.3 Einfluss von Form- und Lageabweichungen
Einen sehr wesentlichen Punkt bei der Betrachtung des Fertigungseinflusses
stellen die erreichbaren Genauigkeiten in Bezug auf Form- und Lageabwei-
chungen dar. Bei allen Bearbeitungsprozessen treten infolge der Wechselwir-
kung von Maschine, Prozess und Werkzeug Gestaltabweichungen in Bautei-
len und so auch in den mechanischen Werkstoffproben auf. Je nach Art und
Gro¨ße ko¨nnen diese das gemessene Werkstoffverhalten nachhaltig beeinflus-
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sen. In der Literatur sind nur wenige Arbeiten bekannt (z.B. [54, 135]), die
die Problematik des Einflusses von fertigungsbedingten Gestaltabweichungen
ansprechen. Detaillierte Untersuchungen zum Einfluss der Fertigungsgenau-
igkeit auf die Ergebnisse der Werkstoffpru¨fung fehlen jedoch bis heute. Da
bei der Untersuchung von Gro¨ßeneffekten und der damit verbundenen Un-
tersuchung kleiner Werkstoffvolumina ein versta¨rkter Einfluss von Form- und
Lageabweichungen erwartet wird [107], sollen fu¨r die im Rahmen dieser Ar-
beit verwendeten Probenformen die maßgebenden Gro¨ßen und deren Einfluss
auf das gemessene mechanische Werkstoffverhalten diskutiert werden.
5.1.3.1 Einfluss unter Druckbeanspruchung
Bei der Fertigung skalierter Proben bleiben die einzuhaltenden Fertigungs-
toleranzen ha¨ufig konstant, d.h. sie werden bei der Skalierung nicht beru¨ck-
sichtigt. Daru¨ber hinaus erfolgt aus Verfu¨gbarkeits- und wirtschaftlichen
Gru¨nden die Fertigung unterschiedlicher Proben auf den gleichen Maschinen.
Demzufolge sind in den resultierenden Proben a¨hnliche Fertigungsabwei-
chungen zu erwarten, da insbesondere maschinell bedingte Einflussgro¨ßen,
wie z.B. Fu¨hrungsbahnabweichungen, Unwuchten, etc., konstant bleiben. In
diesem Fall versta¨rken sich die relativen Abweichungen mit kleiner werden-
den Probenabmessungen. Dies ist in Bild 5.9 gezeigt. Es sind die fu¨r Zylin-
derstauchproben typischen Form- und Lageabweichungen unterschiedlicher,
fiktiver Betra¨ge und deren Wirkung bei der Skalierung der Probenabmessun-
gen schematisch dargestellt.
Der erste Fall zeigt die Rundheitsabweichung des Querschnittes der Probe
(EFR) in Form eines Gleichdicks1, die infolge des spitzenlosen Außenrund-
schleifens auftreten kann. Wird der Probendurchmesser mit einem Zwei-
punktmaß als d0 bestimmt, so wird aufgrund der Rundheitsabweichung der
resultierende Probenquerschnitt unterscha¨tzt und die technische Spannung
u¨berbewertet. Es kann gezeigt werden, dass die daraus resultierende rela-
tive Abweichung der berechneten und tatsa¨chlich wirkenden Spannung im
Querschnitt mittels Gleichung 5.4 abgescha¨tzt werden kann.
∆σ
σ
= −16
d20
·
(
EFR
2
)2
(5.4)
Aus den Zahlenangaben in Bild 5.9 zeigt sich, dass fu¨r große Proben
(> ∅4 mm) der resultierende Fehler bei der Spannungsbestimmung fu¨r an-
genommene Formabweichungen bis 0,1 mm vernachla¨ssigbar klein ist. Erst
bei Kleinstproben wirkt sich dies versta¨rkt aus. Da jedoch aus dem Ferti-
1Ein Gleichdick liegt vor, wenn das Durchmessermaß, welches durch eine Zweipunktmessung bestimmt
wird, an jeder Stelle gleich groß ist.
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Probenform Ø 1 mm x 1 mm Ø 4 mm x 4 mm Ø 9 mm x 9 mm 
Abweichung [mm] 0,01 0,05 0,1 0,01 0,05 0,1 0,01 0,05 0,1 
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Bild 5.9: Einfluss von Form- und Lageabweichungen bei der Skalierung der Proben-
geometrie unter Druckbelastung.
gungsprozess resultierende Abweichungen von ≥ 0, 05 mm beim spitzenlosen
Außenrundschleifen eher unwahrscheinlich sind, ist deren Einfluss auf das re-
sultierende, gemessene Werkstoffverhalten relativ gering.
Deutlich gro¨ßeren Einfluss hat eine Rechtwinkligkeitsabweichung der
Probenachse gegenu¨ber der Probenstirnfla¨che (Fall 2 in Bild 5.9), die im
Folgenden mit EPR bezeichnet werden soll. Durch die resultierende Schief-
stellung der Probe wird wa¨hrend des Versuches ein biaxialer Spannungs-
zustand erzeugt, d.h. es u¨berlagern sich Normal- σ und Schubspannungen
τ . Der Schubspannungsanteil kann in Abha¨ngigkeit vom Winkel zwischen
Probenachse und Stirnfla¨che, zumindest fu¨r den unverformten Zustand, be-
rechnet werden. Unter Beachtung der abweichungsbehafteten Geometrie und
unter Einbeziehung von Gleichung 5.3 la¨sst sich dieser nach Gleichung 5.5
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abscha¨tzen.
τ
σ
= tanα =
EPR
h0
=
s · EPR
d0
(5.5)
Bild 5.9 verdeutlicht, dass bereits bei geringen Abweichungen, insbesondere
bei kleinen Proben, ein signifikanter Anteil an Schubspannungen bemerkbar
ist. Da eine Rechtwinkligkeitsabweichung (EPR), z.B. durch Verkippen der
Probe bei der Stirnfla¨chenendbearbeitung, relativ ha¨ufig auftreten kann,
wurde der Einfluss von EPR auf das resultierende Werkstoffverhalten na¨her
untersucht. Bild 5.10 zeigt die Ergebnisse einer vorangestellten FE-Analyse,
welche in ABAQUS/Standard realisiert wurde. Zylinderstauchversuche mit
unterschiedlicher Probengro¨ße und einer konstanten Rechtwinkligkeitsab-
weichung von 0,05 mm wurden modelliert. Alle weiteren Belastungs- und
Randbedingungen wurden konstant belassen.
idealgeo-
metrisch
Ø1x1
Ø4x4
Ø9x9
a) b) c)
Bild 5.10: Einfluss einer angenommenen Rechtwinkligkeitsabweichung von 0,05 mm
auf die a) von-Mises-Spannung, b) a¨quivalente Dehnung und c) Scherspannung fu¨r
verschiedene Probengro¨ßen.
Die Ergebnisse zeigen, dass eine leichte Schiefstellung der Probe einen deut-
lichen Einfluss auf die resultierende Verteilung der von-Mises-Spannung in
der Probe hat, insbesondere wenn kleine Werkstoffvolumina zum Einsatz
kommen (Bild 5.10a). Bei gro¨ßeren Geometrien ist die Verteilung nahezu
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identisch und zeigt aufgrund der auftretenden Reibung die typische Form
eines Schmiedekreuzes. A¨hnliche Tendenzen zeichnen sich auch in der Ver-
teilung der a¨quivalenten Dehnung und Scherspannung ab (vgl. Bild 5.10b
und c).
Um den Einfluss der Rechtwinkligkeitsabweichung auf die gemessene Fließ-
spannung zu bestimmen, wurden experimentelle Untersuchungen mit spe-
ziell abweichungsbehaftet gefertigten Proben durchgefu¨hrt. Die Ergebnisse
der quasistatischen und dynamischen Zylinderstauchversuche sind in Bild
5.11 gezeigt. Trotz der relativ großen Abweichung von 0,2 mm konnte kein
Einfluss auf das Fließspannungsverhalten festgestellt werden. Sowohl im qua-
sistatischen als auch im dynamischen Belastungsfall liegen die gemessenen
Spannungs-Stauchungs-Kurven nahezu identisch aufeinander. Dennoch ist
ein Einfluss der Rechtwinkligkeitsabweichung nicht auszuschließen. Untersu-
chungen haben gezeigt, dass insbesondere das Versagensverhalten in zuneh-
mendem Maße vom Schubspannungsanteil in der Probe bestimmt wird [136].
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Bild 5.11: Einfluss einer Rechtwinkligkeitsabweichung auf das gemessene Fließspan-
nungsverhalten unter a) quasistatischer (ε˙ = 10−3 s−1) und b) dynamischer Belastung
(ε˙ = 200 s−1).
Als dritten Fall soll die Parallelita¨tsabweichung der Stirnfla¨chen (EPAS)
zueinander betrachetet werden (Fall 3 in Bild 5.9), welche durch das
Verkippen der Probe bei der Endbearbeitung der Stirnfla¨che entstehen
kann. Wie bereits im vorherigen Fall ist ein versta¨rkter Einfluss, insbesondere
bei Kleinstproben, zu erwarten. Durch den aus der Parallelita¨tsabweichung
resultierenden relativen Ho¨henunterschied innerhalb der Probe werden zwei
Effekte induziert. Erstens ist die Bestimmung der resultierenden Stauchung
in der Probe aus dem gemessenen Wegsignal mit einer wachsenden
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Unsicherheit verbunden, da die Ausgangsprobenho¨he h0 nicht eindeutig
bestimmbar ist. Je nach Ausmaß der Abweichung wird sich der Effekt bei
kleinen Proben versta¨rken. Zweitens wird die Probe inhomogen verformt,
da der Kraftangriff von Beginn an nicht gleichma¨ßig u¨ber den gesamten
Probenquerschnitt verteilt ist. Demzufolge werden auch bei der Berechnung
der technischen Spannung ho¨here Unsicherheiten erwartet. Um den Einfluss
der Parallelita¨tsabweichung na¨her zu quantifizieren, wurden FE-Analysen
durchgefu¨hrt. Entsprechend dem Vorgehen bei der Betrachtung der
Rechtwinkligkeit wurden Druckproben unterschiedlicher Gro¨ße mit einer
angenommenen Parallelita¨tsabweichung von 0,05 mm modelliert. Die
Belastungs- und Randbedingungen wurden konstant belassen. Bild 5.12
zeigt die Simulationsergebnisse.
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Bild 5.12: Einfluss einer angenommenen Parallelita¨tsabweichung der Stirnfla¨chen von
0,05 mm auf die a) von-Mises-Spannung, b) a¨quivalente Dehnung und c) Scherspannung
fu¨r verschiedene Probengro¨ßen.
Auch hier ist ein deutlicher Einfluss auf die Verteilung der von-Mises-
Spannung zu erkennen (Bild 5.12). Fu¨r kleine Probengeometrien verschiebt
sich das Spannungsmaximum zu einer Seite hin und kann insbesondere den
Versagensprozess wesentlich beeinflussen. A¨hnliche Erkenntnisse lassen sich
auch aus der Verteilung der a¨quivalenten Dehnung und der Scherspannung
ableiten (Bild 5.12b und c). Da insbesondere bei der Fertigung von Kleinst-
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proben eine erho¨hte Schwierigkeit bei der Einspannung der Proben erwartet
wird und ein Verkippen durch die wirkenden Schleifkra¨fte durchaus wahr-
scheinlich ist, wurde auch hier der Einfluss auf die resultierende, gemessene
Fließspannung experimentell bestimmt.
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Bild 5.13: Einfluss der Parallelita¨tsabweichung der Stirnfla¨chen zueinander auf das
gemessene Fließspannungsverhalten unter a) quasistatischer (ε˙ = 10−3 s−1) und b)
dynamischer Belastung (ε˙ = 200 s−1).
Bild 5.13 zeigt die gemessenen Spannungs-Stauchungs-Kurven im quasistati-
schen und dynamischen Zylinderstauchversuch. Es zeigt sich in beiden Fa¨llen,
dass die Parallelita¨tsabweichung (EPAS) einen erheblichen Einfluss auf die
gemessene Werkstoffantwort hat. Je gro¨ßer die fertigungsbedingte Abwei-
chung ist, umso deutlicher flacht sich die Spannungs-Stauchungs-Kurve ab.
Das heißt, der gemessene Anstieg der Kurve, der den Elastizita¨tsmodul dar-
stellt, vera¨ndert sich mit zunehmendem Ausmaß von EPAS. Ursache hierfu¨r
ist der ungleichma¨ßige Beginn der plastischen Verformung durch die Schief-
stellung der Stirnfla¨che. Eine zur Ableitung der Fließkurve erforderliche Aus-
wertung der plastischen Stauchung und zugeho¨riger Spannung wu¨rde die re-
sultierende Fließspannung des Werkstoffes bei Weitem u¨berbewerten. Wird
z.B. die Spannung bei 2% plastischer Verformung betrachtet, so ergibt sich
zwischen der
”
ideal” gefertigten Probe und derjenigen mit der maximalen
Abweichung ein gemessener Spannungsunterschied ∆σ2% von ca. 60 MPa
unter quasistatischer bzw. ca. 100 MPa unter dynamischer Belastung bei
ε˙ = 200 s−1. Das heißt, quasistatisch wird die Spannung bei 2% um ca.
11% u¨berbewertet. Unter dynamischer Belastung sind dies sogar ca. 16%.
Als letztes Beispiel soll eine Parallelita¨tsabweichung der Mantellinien
(EPAM) zueinander betrachtet werden (Fall 4 in Bild 5.9). Diese kann
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beispielsweise durch eine Fu¨hrungsbahnabweichung der Schlittenfu¨hrung ei-
ner Drehmaschine entstehen. Wie zu erwarten ist auch hier der Einfluss
bei Kleinstproben am gro¨ßten. Durch die Durchmesserdifferenz und dem
daraus resultierenden Unterschied im Ausgangsquerschnitt der Probe tritt
bei einer angelegten Kraft ein Spannungsunterschied ∆σ zwischen beiden
Probenenden auf. Dies hat insbesondere bei kleinen Probenabmessungen
eine vergro¨ßerte Unsicherheit bei der Bestimmung der technischen Span-
nung zur Folge. Eine FE-Analyse (Bild 5.14) zeigt aber, dass der Einfluss
der Parallelita¨tsabweichung der Mantellinien auf die resultierende Verteilung
der von-Mises-Spannung, der a¨quivalenten Dehnung und der Scherspannung
im Vergleich zu EPR und EPAS relativ gering ist. Eine Auswertung der
Kontaktkra¨fte erbrachte keinen nennenswerten Einfluss auf die resultierende,
gemessene Fließspannung des Werkstoffes. Da die Fu¨hrungsbahnabweichung
des Schlittens einer Werkzeugmaschine u¨ber eine La¨nge, die der Probenho¨he
h0 entspricht, vernachla¨ssigbar klein ist, ist ein Einfluss von EPAM auf das
resultierende, gemessene Werkstoffverhalten im Druckversuch nahezu aus-
zuschließen. Ein wesentlich gro¨ßerer Einfluss wird im Zugversuch erwartet,
da die Messla¨nge l0 deutlich gro¨ßer im Vergleich zum Probendurchmesser
d0 ist (vgl. Abschnitt 5.1.3.2).
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Bild 5.14: Einfluss einer angenommenen Parallelita¨tsabweichung der Mantellinien von
0,05 mm auf die a) von-Mises-Spannung, b) a¨quivalente Dehnung und c) Scherspannung
fu¨r verschiedene Probengro¨ßen.
50 KAPITEL 5. BESONDERHEITEN DER MINIATURPROBENPRU¨FUNG
5.1.3.2 Einfluss unter Zugbelastung
Auch die fu¨r die Untersuchung des Werkstoffverhaltens unter Zugbelastung
erforderlichen Proben sind mit Form- und Lageabweichungen behaftet. Beim
Zugversuch handelt es sich um ein genormtes Pru¨fverfahren, bei welchem
sowohl die einzusetzenden Probengeometrien [137] als auch die Vorberei-
tung, Durchfu¨hrung und Auswertung der Versuche [138,139] zumindest fu¨r
den quasistatischen Fall beschrieben sind. Sollen jedoch Gro¨ßeneffekte unter
Einsatz von Miniaturproben untersucht werden, hilft die Norm nicht weiter,
da Probendurchmesser < 3 mm nicht zula¨ssig sind. Daru¨ber hinaus wird
in [137] die sogenannte A5-Probe fu¨r die im Zugversuch zu verwendende
Geometrie festgelegt.2 Dies ist aber insbesondere bei dynamischen Unter-
suchungen nicht erwu¨nscht, da zunehmende Tra¨gheitseffekte und Wellenre-
flexionen das Messsignal erheblich sto¨ren ko¨nnen und eine sichere Auswer-
tung der Ergebnisse nahezu unmo¨glich machen. Es hat sich gezeigt, dass
die Verwendung von A3-Proben fu¨r die dynamische Charakterisierung des
Werkstoffhaltens unter Zugbelastung besser geeignet sind. Deshalb sollen
die folgenden Betrachtungen an der im Rahmen dieser Arbeit verwendeten
Probenform durchgefu¨hrt werden.
Bild 5.15 zeigt mo¨gliche auftretende Form- und Lageabweichungen fu¨r Zug-
proben, die im Folgenden zumindest theoretisch betrachtet werden sol-
len. Meist lassen sich die Form- und Lageabweichungen bei Rundproben
in der Zylinderformabweichung zusammenfassen. Da diese jedoch zum einen
messtechnisch nicht eindeutig definiert bzw. erfassbar ist und zum anderen
sich aus der Parallelita¨tsabweichung und der Geradheitsabweichung der Man-
tellinien sowie der Rundheitsabweichung des Querschnittes zusammensetzt,
sollen die Einzelabweichungen separat betrachtet werden. Dies ist notwen-
dig, um den Einfluss der Abweichungen quantitativ fassbar zu machen.
Durch eine Fu¨hrungsbahnabweichung des Schlittens einer Drehmaschine bei-
spielsweise la¨sst sich die in Bild 5.15b gezeigte Parallelita¨tsabweichung der
Mantellinien der Probe erkla¨ren. Diese soll aufgrund ihrer charakteristischen
Kegelform mit EPAKegel bezeichnet werden. Da die Messla¨nge l0 der Zug-
probe im Verha¨ltnis zur Probenho¨he h0 einer Druckprobe deutlich gro¨ßer
ist, wird in diesem Fall ein ho¨herer Einfluss auf das resultierende, gemesse-
ne Werkstoffverhalten erwartet. Aus der resultierenden Geometrie la¨sst sich
ableiten, dass unter Wirkung einer konstanten Zugkraft in der Probe ein
Spannungsmaximum im kleinsten bzw. ein Spannungsminimum im gro¨ßten
Querschnitt vorliegt. Es la¨sst sich zeigen, dass die relative Spannungsdif-
2Bei einer A5-Probe ist die Messla¨nge genau fu¨nf mal, bei einer A3-Probe genau drei mal gro¨ßer als der
Ausgangsdurchmesser.
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ferenz bezogen auf die Nennspannung3 σNenn, zumindest zu Beginn des
Versuches, in Abha¨ngigkeit vom Ausmaß der Parallelita¨tsabweichung aus
Gleichung 5.6 abgescha¨tzt werden kann.
Idealgeometrie Kegelform Tonnenform Sattelform
a) b) c) d)
Bild 5.15: Typische an einer Zugprobe mo¨gliche Form- und Lageabweichungen: a)
ideale Probenform, b) Parallelita¨tsabweichung der Mantellinien (Kegelform) und Ge-
radheitsabweichung der Mantellinien c) Tonnen- und d) Sattelform).
∆σ
σNenn
=
 1(
d0 − EPAKegel2
)2 − 1(
d0 +
EPAKegel
2
)2
 · d20 (5.6)
Da sich der Durchmesser d0 linear u¨ber der Messla¨nge l0 a¨ndert, la¨sst sich
zeigen, dass der relative Spannungsunterschied bezogen auf die Nennspan-
nung σNenn, zumindest zu Beginn des Versuches, an jeder Stelle x der Probe
mittels Gleichung 5.7 berechnet werden kann.
∆σ
σNenn
=
d20(
d0 − EPAKegel2 + x·EPAKegell0
)2 − 1 (5.7)
Die Gleichungen 5.6 und 5.7 ko¨nnen helfen, die fu¨r die Charakterisierung des
Werkstoffverhaltens im Zugversuch maximal zula¨ssigen Spannungsschwan-
kungen aufgrund der Parallelita¨tsabweichung der Mantellinien in eine To-
3Bei der Berechnung der Nennspannung σNenn wird der Probendurchmesser d0 einer idealen, nicht abwei-
chungsbehafteten Probe verwendet.
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leranz zur Probenfertigung umzuwerten. In Bild 5.16a und b sind die be-
rechneten Spannungsunterschiede fu¨r zwei unterschiedliche Probengro¨ßen
dargestellt. Wie zu erwarten, zeigt sich, dass insbesondere bei Kleinstproben
ein deutlicher Einfluss auf die Spannungsverteilung zu erkennen ist. Eine
Auswertung der Spannungs-Dehnungs-Kurven aus FE-Simulationen mittels
der Programmsoftware ABAQUS/Standard zeigt, dass auch das resultieren-
de, messbare Fließverhalten insbesondere bei Kleinstproben deutlich von der
Fertigungsgenauigkeit der eingesetzten Probe abha¨ngt (Bild 5.16c). Bei der
Verwendung von konventionellen Probenabmessungen, die in der Regel zwi-
schen 5 mm und 10 mm im Ausgangsdurchmesser d0 liegen, ist der Einfluss
der Parallelita¨tsabweichung der Mantellinien auf das resultierende Fließspan-
nungsverhalten vernachla¨ssigbar klein (Bild 5.16d).
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Bild 5.16: Einfluss einer fiktiven Parallelita¨tsabweichung (Kegelform) auf die Span-
nungsverteilung bei einer a) ∅1x3 mm2 und b) ∅6x18 mm2 Probe sowie die mit-
tels FEM vorhersagbaren Spannungs-Dehnungs-Verla¨ufe der c) ∅1x3 mm2 und d)
∅6x18 mm2 Probe.
Eine weitere typische Formabweichung bei Zugproben ist die Geradheits-
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abweichung der Mantellinien (EFL). Diese tritt beispielsweise durch die
Durchbiegung der Probe wa¨hrend des Drehens infolge der Zerspankra¨fte auf.
Je nach Gro¨ße der Probe (Durchmesser d0 und Messla¨nge l0) tritt diese un-
terschiedlich stark in Erscheinung. Zwei Sonderformen und zugleich Extrema
dieser Abweichung lassen sich in der tonnen- bzw. sattelfo¨rmigen Zylinder-
form zusammenfassen (vgl. Bild 5.15c und d). Aufgrund des sich sta¨ndig
a¨ndernden Querschnitts entlang der Messla¨nge der Probe ist eine inhomo-
gene Spannungsverteilung zu erwarten. Der relative Spannungsunterschied
im Verha¨ltnis zur Nennspannung la¨sst sich fu¨r jeden Probendurchmesser d
entsprechend Gleichung 5.8 analytisch berechnen.
∆σ
σNenn
=
d20
d2
− 1 (5.8)
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Bild 5.17: Einfluss einer fiktiven Geradheitsabweichung (Sondergeometrie: Tonnen-
form) auf die Spannungsverteilung bei angenommenen Nennspannungen von 400 MPa
fu¨r eine a) ∅1x3 mm2 und b) ∅6x18 mm2 Probe sowie die mittels FEM vorhersagbaren
Spannungs-Dehnungs-Verla¨ufe der c) ∅1x3 mm2 und d) ∅6x18 mm2 Probe.
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Wird z.B. eine parabolische Kru¨mmung der Mantellinie angenommen, la¨sst
sich in Abha¨ngigkeit der maximal auftretenden Geradheitsabweichung der
relative Spannungsunterschied an jeder Stelle x der Messla¨nge l0 und demzu-
folge die Spannungsverteilung selbst analytisch abscha¨tzen (Gleichung 5.9).
(
∆σ
σNenn
)
Tonne/Sattel
=
d20[
d20 ± 4
(
∓EFLl0 · x± EFLl20 · x2
)]2 − 1 (5.9)
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Bild 5.18: Einfluss einer fiktiven Geradheitsabweichung (Sondergeometrie: Sattelform)
auf die Spannungsverteilung bei angenommenen Nennspannungen von 400 MPa fu¨r
eine a) ∅1x3 mm2 und b) ∅6x18 mm2 Probe sowie die mittels FEM vorhersagbaren
Spannungs-Dehnungs-Verla¨ufe der c) ∅1x3 mm2 und d) ∅6x18 mm2 Probe.
Die Bilder 5.17a,b sowie 5.18a,b zeigen die Spannungsverla¨ufe in Pro-
ben unterschiedlicher Geometrie fu¨r eine angenommene Nennspannung von
400 MPa. Wie zu erwarten, zeigt sich auch hier, dass die Geradheits-
abweichung insbesondere bei Kleinstproben einen deutlichen Einfluss hat.
Die aus FE-Rechnungen erhaltenen Spannungs-Dehnungs-Kurven (Bilder
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5.17c,d und 5.18c,d) verdeutlichen die Auswirkung auf das gemessene, re-
sultierende Fließspannungsverhalten. Neben dem beschriebenen Einfluss der
Form- und Lageabweichungen auf das Fließverhalten ko¨nnen sich die daraus
resultierenden Spannungs- und Verformungslokalisierungen erheblich auf das
Versagensverhalten auswirken. Die weiterhin zur Zylinderformabweichung
dazugeho¨rige Rundheitsabweichung des Querschnittes, welche aus dem dy-
namischen Verhalten des Werkzeug-Werkstu¨ck-Systems resultiert, a¨ußert
sich in Schwankungen des Ausgangsdurchmessers d0 der Probe. Da jedoch
der Einfluss auf die resultierende zu bestimmende Spannung relativ gering
ist (vgl. Abschnitt 5.1.3.1), kann deren Einfluss im vorliegenden Fall ver-
nachla¨ssigt werden.
5.1.4 Rauheitseinfluss
Neben Form- und Lageabweichungen spielt die Oberfla¨chenrauheit der ver-
wendeten Proben eine bedeutende Rolle bei der Bestimmung der Werk-
stoffeigenschaften. Rauheit hat ihre Ursache beispielsweise in der Form der
Werkzeugschneide, im Vorschub oder in der Zustellung des Werkzeuges.
Daru¨ber hinaus pra¨gt der Vorgang der Spanbildung (Reißspan, Scherspan,
Aufbauschneide) letztlich die Gestalt der Oberfla¨che. Um den Rauheitsbe-
griff definieren zu ko¨nnen, muss zuna¨chst das gesamte Oberfla¨chenprofil
betrachtet werden. Es wird angenommen, dass sich jede beliebige Ober-
fla¨chengestalt durch die U¨berlagerung von Sinus- und Kosinusschwingungen
unterschiedlicher Frequenz und Amplitude zusammensetzt. Das resultieren-
de Profil stellt dabei eine U¨berlagerung von Formabweichung und Welligkeit,
also niederfrequenter Anteile, sowie Rauheit, also hochfrequente Anteile, dar.
Allgemein u¨blicher Stand der Technik ist die Erfassung des Oberfla¨chenprofils
im Tastschnittverfahren. Das Rauheitsprofil wird dabei aus dem Prima¨rprofil
hergeleitet und entsteht durch das Abtrennen der langwelligen Profilanteile
mit dem Profilfilter λc [140,141]. Um das Rauheitsprofil zu charakterisieren,
wurden eine Vielzahl unterschiedlichster Rauheitskenngro¨ßen eingefu¨hrt, die
aus diesem abgeleitet werden ko¨nnen. In der Norm wird zwischen Ampli-
tudenkenngro¨ßen (z.B. Ra, Rz), Abstandskenngro¨ßen (Rsm), gemischten
Kenngro¨ßen (R∆q) und charakteristischen Kurven (z.B. Materialanteilkurve,
Amplitudendichtekurve) unterschieden [141, 142]. Das heißt, aus dem Rau-
heitsprofil werden zu dessen Beurteilung charakteristische Kennwerte oder
Kurven abgeleitet. Daraus ergibt sich ein Problem bei der Definition des
Anteils des z.B. rauheitsbeeinflussten Volumens einer Probe. Das Rauheits-
profil ist unabha¨ngig von der gewa¨hlten Auswertung in Form von Kenngro¨ßen
oder Kurven. Unabha¨ngig davon, ob z.B. Ra oder Rz angegeben werden,
liegt der Auswertung das gleiche Rauheitsprofil zugrunde, jedoch erfolgt die
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Beurteilung anhand unterschiedlicher Zahlenwerte. Es ist nunmehr lediglich
mo¨glich, den rauheitsbeeinflussten Anteil des Volumens einer Probe anhand
eben solcher Werte zu berechnen bzw. zu beurteilen und es werden, je nach
gewa¨hltem Kennwert, unterschiedliche Ergebnisse aus den Betrachtungen
resultieren.
Ein Beispiel soll dies im Folgenden verdeutlichen. Bild 5.19 zeigt die Ober-
fla¨chen von Zylinderstauchproben, die auf unterschiedliche Art endbearbeitet
wurden. Es wird deutlich, dass je nach Wahl der Stirnfla¨chenbearbeitung un-
terschiedliche Rauheitskennwerte erhalten werden. Wa¨hrend beim La¨ppen
(Teilbild a und b) eine regellose Oberfla¨chenstruktur erhalten wird, zeigt
sich beim Schleifen und Drehen (Teilbild c und d) eine deutliche gerichtete
Struktur. Bild 5.19 zeigt ebenfalls die sich aus Rauheitsmessungen ergeben-
den Werte fu¨r Ra, Rz und Rt.
a)
b)
c)
d)
Ra = (0,04 ± 0,006) µm
Rz = (0,33 ± 0,053) µm
Rt = (0,41 ± 0,133) µm
Ra = (0,10 ± 0,006) µm
Rz = (0,68 ± 0,040) µm
Rt = (0,91 ± 0,029) µm
Ra = (0,38 ± 0,034) µm
Rz = (2,75 ± 0,272) µm
Rt = (3,25 ± 0,490) µm
Ra = (4,30 ± 0,405) µm
Rz = (22,75 ± 0,841) µm
Rt = (25,94 ± 1,285) µm
Bild 5.19: Aus dem Fertigungsprozess resultierende Oberfla¨chenrauheiten bei a)
La¨ppen mit 1 µm Korn, b) La¨ppen mit 5 µm Korn, c) Schleifen und d) Drehen der
Stirnfla¨che.
Wird vorausgesetzt, dass der Rauheitseinfluss sowohl an den Stirn- als auch
an der Zylindermantelfla¨che Einfluss hat, so la¨sst sich der Anteil des rau-
heitsbeeinflussten Volumens am Gesamtvolumen der Probe nach Gleichung
5.10 bzw. unter Einbeziehung des Skalierungsfaktors Λ (Gleichung 5.2) und
des Stauchverha¨ltnisses s (Gleichung 5.3) nach Gleichung 5.11 beschreiben.
VR
V
= R · 2d0 + 4 (h0 − 2R)
d0h0
(5.10)
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VR
V
= R · 2ΛD0s+ 4 (ΛD0 − 2Rs)
(ΛD0)
2 (5.11)
R stellt dabei den verwendeten Rauheitskennwert dar. Unter Verwendung
der in Bild 5.19 gezeigten Gro¨ßen la¨sst sich der relative Anteil des rauheits-
beeinflussten Volumens am Gesamtvolumen nach Gleichung 5.10 bzw. 5.11
abscha¨tzen (Bild 5.20). Es zeigt sich, dass je nach verwendetem Kennwert
ganz unterschiedliche Ergebnisse erhalten werden. Wie zu erwarten, steigt
der Anteil des rauheitsbehafteten Volumens mit zunehmender Miniaturisie-
rung der Probengeometrie und abnehmendem Stauchverha¨ltnis. Demnach
ist bei der Untersuchung von Gro¨ßeneffekten mit einem versta¨rkten Einfluss
der Rauheit beispielsweise auf die tribologischen Eigenschaften wa¨hrend des
Stauchprozesses zu rechnen. 
 
Durchmesser Ø 0,5 mm Ø 1 mm Ø 4 mm Ø 9 mm 
Stauchverhältnis 0,5 1 1,5 0,5 1 1,5 0,5 1 1,5 0,5 1 1,5 
Ra 0,06 0,05 0,04 0,03 0,02 0,02 0,01 0,01 0,01 0,00 0,00 0,00
Rz 0,53 0,40 0,35 0,26 0,20 0,18 0,07 0,05 0,04 0,03 0,02 0,02
Lä
pp
en
 
[ ]RV %
V
 
Rt 0,65 0,49 0,44 0,33 0,25 0,22 0,08 0,06 0,05 0,04 0,03 0,02
Ra 0,16 0,12 0,11 0,08 0,06 0,05 0,02 0,01 0,01 0,01 0,01 0,01
Rz 1,09 0,81 0,72 0,54 0,41 0,36 0,14 0,10 0,09 0,06 0,05 0,04
Lä
pp
en
 
[ ]RV %
V
 
Rt 1,45 1,09 0,97 0,73 0,55 0,48 0,18 0,14 0,12 0,08 0,06 0,05
Ra 0,61 0,46 0,41 0,30 0,23 0,20 0,08 0,06 0,05 0,03 0,03 0,02
Rz 4,35 3,28 2,92 2,19 1,64 1,46 0,55 0,41 0,37 0,24 0,18 0,16
Sc
hl
ei
fe
n 
[ ]RV %
V
 
Rt 5,91 4,46 3,97 2,98 2,24 1,99 0,75 0,56 0,50 0,33 0,25 0,22
Ra 6,76 5,10 4,55 3,41 2,57 2,28 0,86 0,64 0,57 0,38 0,29 0,25
Rz 33,1 25,6 23,2 17,4 13,2 11,9 4,50 3,39 3,02 2,01 1,51 1,34
D
re
he
n 
[ ]RV %
V
 
Rt 37,2 29,0 26,2 19,7 15,0 13,5 5,12 3,86 3,44 2,29 1,72 1,53
 
 
 
 
 
Bild 5.20: Einfluss des Fertigungsverfahrens auf den Anteil des rauheitsbeeinflussten
Volumens einer Druckprobe VR relativ zum Gesamtvolumen V . Grundlage der Berech-
nung bilden die in Bild 5.19 gemessenen Kennwerte.
Fu¨r die Charakterisierung der Oberfla¨che der Stauchproben ergibt sich, ins-
besondere bei kleinen Geometrien, ein weiteres Problem. Um die Rauheit
der Oberfla¨che im Tastschnittverfahren normgerecht zu bestimmen, sind
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definierte Messstrecken ln, welche in Beziehung zum gewa¨hlten Profilfilter
stehen, zu verwenden [143,144]. Je nach erwarteter Rauheit der Oberfla¨che
sind Profilfilter unterschiedlicher Grenzwellenla¨nge λc einzusetzen. Die Mess-
strecke ergibt sich dann zum fu¨nffachen der Grenzwellenla¨nge. Wird bei-
spielsweise Ra fu¨r die Rauheitsmessung zugrunde gelegt, so ergeben sich
entsprechend [143] und den Werten von Bild 5.19 fu¨r das La¨ppen eine
Messstrecke von 1,25 mm, fu¨r das Schleifen von 4 mm und 12,5 mm fu¨r
den Drehprozess. Eine normgerechte Rauheitsmessung ist demnach fu¨r die
Kleinstproben kaum mo¨glich.
Da die Oberfla¨chenrauheit Einfluss auf die Reibung wa¨hrend des Versuchs
hat, ist zu kla¨ren, wie stark sich diese auf die resultierende, gemessene
Fließspannung auswirkt. Dazu wurden zuna¨chst Zylinderstauchversuche an
Proben mit gela¨ppter, geschliffener und gedrehter Stirnfla¨che durchgefu¨hrt
(vgl. Bild 5.19). In allen Experimenten wurden die Versuchsrandbedingun-
gen (Werkstoff, Pru¨ftemperatur und -geschwindigkeit, Probengeometrie,
Schmierung) konstant belassen. In Bild 5.21 ist das Ergebnis der Untersu-
chungen dargestellt. Gezeigt ist die prozentuale Abweichung der gemessenen
Fließspannung von gela¨ppten und gedrehten Proben relativ zur Fließspan-
nung der geschliffenen Probe. Wie zu erwarten, liegt die Fließspannung der
gedrehten Probe ho¨her als die der geschliffenen. Infolge der ho¨heren Ober-
fla¨chenrauheit steigt die in der Kontaktfla¨che zu u¨berwindende Kraft und
resultiert in einer gemessenen ho¨heren Fließspannung. Auch fu¨r die gela¨pp-
ten Proben wurde trotz der geringeren Oberfla¨chenrauheit ein ho¨heres Fließ-
spannungsniveau gemessen. Eine Ursache hierfu¨r ko¨nnte darin liegen, dass
aufgrund der feinen Oberfla¨chengestalt keine ausreichenden Schmiertaschen
mehr vorhanden sind. Das aufgebrachte Schmiermittel kann von der Ober-
fla¨che nicht gehalten werden und es kommt zum Kontakt zwischen Stauch-
bahn und Probe (Metall-Metall). Letztlich steigt die Reibung und resultiert
in einer ho¨heren gemessenen Fließspannung.
Das gemessene Fließspannungsverhalten ha¨ngt jedoch nicht nur von der
Oberfla¨chengestalt der Probe, sondern auch von der Stauchbahn ab, wie
Zylinderstauchversuche mit geschliffenen Proben und Stauchbahnen unter-
schiedlicher Oberfla¨chenrauheit (geschliffen, poliert, gedreht) gezeigt haben
(Bild 5.22). Die Ergebnisse besta¨tigen die bereits in Bild 5.21 gezeigten Er-
kenntnisse. Es la¨sst sich somit schlussfolgern, dass keineswegs eine glattere,
feinere Oberfla¨che eine verbesserte und genauere Messung der Werkstoffei-
genschaften garantiert. Vielmehr scheint eine optimale Oberfla¨chengestalt
dann zu existieren, wenn sie den geringsten Einfluss wa¨hrend des Versuches
hat. Fu¨r folgende Untersuchungen werden ausschließlich geschliffene Proben
eingesetzt, da hierbei der geringste Reibungseinfluss erwartet wird.
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Bild 5.21: Einfluss der Oberfla¨chenrauheit auf die gemessene Fließspannung im Zy-
linderstauchversuch.
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Ra = (0,02 ± 0,001) µm
Rz = (0,29 ± 0,050) µm
Rt = (0,48 ± 0,100) µm
geschliffene Stauchbahn
Ra = (0,27 ± 0,022) µm
Rz = (1,58 ± 0,173) µm
Rt = (2,06 ± 0,345) µm
gedrehte Stauchbahn
Ra = (0,32 ± 0,047) µm
Rz = (3,24 ± 0,581) µm
Rt = (4,44 ± 0,683) µm
Bild 5.22: Einfluss der Oberfla¨chenrauheit der verwendeten Druckplatten auf die
gemessene Fließspannung im Zylinderstauchversuch unter dynamischer Belastung
(ε˙ = 200 s−1).
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5.2 Dynamische Pru¨fung von Kleinstproben
Der derzeitige Stand der Technik fu¨r die Untersuchung von Gro¨ßeneffekten
und die Pru¨fung von Kleinstproben wurde bereits in Abschnitt 2.2 disku-
tiert. Darin wurde festgestellt, dass sich der Großteil der Ausfu¨hrungen auf
die quasistatische Zugbelastung beschra¨nkt. Arbeiten, welche die dynami-
sche Pru¨fung von Kleinstproben betrachten, sind selten und vorwiegend auf
den Kerbschlagbiegeversuch bezogen. Untersuchungen zu den Besonderhei-
ten bei der Kleinstprobenpru¨fung im Druckversuch fehlen fast vollsta¨ndig.
Deshalb soll im folgenden Abschnitt versucht werden, einige Besonderheiten
bei der dynamischen Pru¨fung kleiner Probenabmessungen zu diskutieren.
5.2.1 Mehrprobenpru¨ftechnik
Bei der Pru¨fung kleiner Probengeometrien treten im Vergleich zur Pru¨fung
von Standardproben deutlich geringere Messsignalamplituden auf. Demzu-
folge versta¨rken sich Sto¨reffekte, wie z.B. das elektrische Signalrauschen, im
Verha¨ltnis zum Nutzsignal und ko¨nnen zu Schwierigkeiten bei der Auswer-
tung und Interpretation der Messergebnisse fu¨hren. Um die Signalamplitiude
bei der Kleinstprobenpru¨fung zu erho¨hen und den Einfluss von elektrischen
Sto¨reffekten zu minimieren, wird sich in der Literatur ha¨ufig der Mehrproben-
pru¨ftechnik bedient (z.B. [145]). Diese ist bislang zumeist auf die Anwendung
im Zugversuch beschra¨nkt. Dabei werden mehrere Proben gleichzeitig in die
Pru¨feinrichtung eingespannt und belastet. Durch die Erho¨hung des effekti-
ven Pru¨fquerschnitts wird auch die resultierende Signalamplitude erho¨ht. Aus
Stabilita¨tsgru¨nden bei der Handhabung und Montage werden auch mehrere
parallel angeordnete Messla¨ngen zu einer Probe zusammengefasst. Fu¨r den
dynamischen Belastungsfall sind derartige Pru¨fungen bisher nicht bekannt.
In Vorversuchen konnte jedoch gezeigt werden, dass Mehrfachzugversuche
bei hohen Verformungsgeschwindigkeiten experimentell durchgefu¨hrt werden
ko¨nnten. In Bild 5.23 ist das Ergebnis eines Vierfachzugversuches bei einer
Pru¨fgeschwindigkeit von 10 m/s gezeigt. Die Proben haben einen Durchmes-
ser von 1 mm und eine freie Messla¨nge von 10 mm. Die vier zylindrischen
Proben wurden zuna¨chst in die obere Einspannung biegemomentenfrei einge-
klebt und anschließend in der Maschine exakt parallel zur Belastungsrichtung
ausgerichtet und arretiert.
Aus dem resultierenden Messsignal la¨sst sich bspw. die Zugfestigkeit be-
stimmen, die sich als mittlerer Wert der vier Einzelproben ergibt. Nachteil
des Versuchs ist es, dass aus dem Messsignal keine Aussagen u¨ber die Ver-
formungskenngro¨ßen (Gleichmaßdehnung, Bruchdehnung) getroffen werden
ko¨nnen. Es la¨sst sich nicht sicherstellen, dass alle Proben gleichzeitig ein-
5.2. DYNAMISCHE PRU¨FUNG VON KLEINSTPROBEN 61
Versuchsdauer t [ms]
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20 0.25
t e
c h
n i
s c
h e
 S
p a
n n
u n
g  
σ  [
M
P a
]
0
200
400
600
800
1000
Bild 5.23: Dynamischer Vierfach-Zugversuch in einem Rotationsschlagwerk bei
ε˙ = 102 s−1.
schnu¨ren und letztlich auch versagen. Aus statistischen Gru¨nden beginnt der
Prozess an einer Probe und setzt sich sukzessive fort. Daraus resultiert der
stufenweise Abfall des Spannungssignals in Bild 5.23. Eine Zuordnung eines
Spannungsabfalls und demzufolge einer Bruchstauchung zu einer Probe ist
nicht ohne Weiteres mo¨glich.
In Bild 5.24 ist das Prinzip der Mehrprobenpru¨fung auf den Fallwerksver-
such angewendet und mit einem Einprobenversuch verglichen worden. Es
zeigt sich, dass mit zunehmender Anzahl gleichzeitig gepru¨fter Proben eine
Abflachung des elastischen Anstiegs im Spannungs-Stauchungs-Diagramm
zu beobachten ist. Die Ursache hierfu¨r liegt in der vera¨nderten elastischen
Verformung des gesamten Messsystems. Wird die Absolutkraft, die zur Ver-
formung einer Probe beno¨tigt wird, erho¨ht, so vergro¨ßert sich auch die Kraft,
welche in die Pru¨feinrichtung selbst eingeleitet wird (actio = reactio). Die
Folge sind ho¨here elastische Verformungen von bspw. Stempel, Druckplat-
ten, Amboss und Maschinenrahmen, die sich in gro¨ßeren gemessenen Wegen
wa¨hrend der Druckpru¨fung a¨ußern. Folglich sinkt der Anstieg der Hook’schen
Geraden ab. Eine Auswertung des Elastizita¨tsmoduls aus dem resultierenden
Signal ist nicht zula¨ssig. Weiterhin zeigt sich, dass mit steigender Anzahl
gleichzeitig gepru¨fter Proben ein versta¨rktes Einlaufverhalten beobachtet
wird. Ursache hierfu¨r liegt in den fertigungsbedingten Geometrieabweichun-
gen der einzelnen Proben und fu¨hrt bspw. dazu, dass nicht alle Proben
von Beginn an verformt werden, sondern sukzessive beginnend mit der Pro-
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Bild 5.24: Ergebnisse von Mehrprobenpru¨fungen unter dynamischer Druckbelastung
in einem Fallwerk (ε˙ = 200 s−1).
be, welche die gro¨ßte Ausgangsho¨he hat. Im weiteren Verlauf der Versuche
zeigt sich, dass die resultierende gemessene Spannung fu¨r Mehrfachproben-
pru¨fungen unterhalb dem Niveau der Einzelprobe liegt. Ursache hierfu¨r ist
wiederum die erho¨hte elastische Verformung der Pru¨feinrichtung infolge der
ho¨heren Belastung. Eine experimentelle Bestimmung der dynamischen Fließ-
eigenschaften eines Werkstoffes basierend auf Mehrprobenpru¨fungen wu¨rde
demzufolge zu zum Teil erheblichen Messabweichungen und zu mo¨glichen
Fehlinterpretationen fu¨hren.
A¨hnliche Schlussfolgerungen lassen sich aus den Ergebnissen hochdyna-
mischer Druckversuche (ε˙ > 103 s−1) mit mehreren gleichzeitig ge-
pru¨ften Proben ziehen (Bild 5.25). Gezeigt sind die gemessenen Spannungs-
Stauchungs-Verla¨ufe bei einer Einproben- und Vierfachprobenpru¨fung im
Split-Hopkinson-Pressure-Bar-Aufbau. Es zeigt sich, dass die gemessenen
Spannungsverla¨ufe im Mittel gut miteinander u¨bereinstimmen. Es wird je-
doch deutlich, dass bei der Mehrprobenpru¨fung gro¨ßere Schwingungen im
Messsignal auftreten als im Einprobenversuch. Eine mo¨gliche Ursache hierfu¨r
liegt wiederum in den fertigungsbedingten Geometrieabweichungen der Pro-
ben. Die zeitlich versetzt beginnende Verformung der einzelnen Proben be-
wirkt einen Prellimpuls, der das System zum Schwingen anregt. Je ho¨her
die Abweichungen der einzelnen Probenho¨hen sind, umso sta¨rker wird der
Effekt auftreten. Eine weitere Ursache liegt in der Physik der Ausbreitung
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Bild 5.25: Ergebnisse von Mehrprobenpru¨fungen unter hochdynamischer Druckbela-
stung im SHPB-Aufbau (ε˙ > 103 s−1).
der elastischen Welle in den Hopkinsonstangen begru¨ndet. Trifft der Schlag-
stab auf den Eingangsstab, wird eine elastische Druckwelle induziert, die
sich infolge der Teilchenbewegung in Stabrichtung ausbreitet. Infolge der
Querverformungsbehinderung in der Mitte des Stabes wird jedoch die resul-
tierende Spannungsamplitude u¨ber dem Stangenquerschnitt nicht konstant
sein. Es wird vermutet, dass sich bis zu 80% der Spannungswelle an der
Staboberfla¨che konzentriert. Folglich werden die Proben in Abha¨ngigkeit
von ihrer Position auf dem Stabquerschnitt verschieden belastet. Um diesen
Effekt na¨her zu untersuchen, wurde ein Fu¨nffachstauchversuch im SHPB-
Aufbau im Programmsystem ABAQUS/Explicit nachsimuliert und die sich
einstellende Dehnungsverteilung in der Probe nach 5% und 30% Verformung
ausgewertet (Bild 5.26 und 5.27). Fu¨r die Simulationen wurde ein konstan-
ter Reibwert von µ = 0, 05 angenommen. Die Hopkinsonstangen wurden
als starr, die Probe elastisch-plastisch modelliert. Die Geschwindigkeit des
Schlagstabes betrug 20 m/s.
Es zeigt sich, dass in Abha¨ngigkeit der Probenlage unterschiedliche aus der
Simulation resultierende Dehnungsverteilungen ausgewertet werden konnten.
Fu¨r die mittlere Probe (Nr.1 in Bild 5.26) wurde zuna¨chst eine u¨ber dem
Probenquerschnitt homogene Dehnungsverteilung gefunden. Proben, die au-
ßerhalb der Mitte lagen, zeigten dagegen eine inhomogene Verformungsver-
teilung u¨ber dem Probenquerschnitt. Ursache hierfu¨r liegt in den bei der
Wellenausbreitung in schlanken Sta¨ben infolge der radialen Tra¨gheit auftre-
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Bild 5.26: Simulation eines Fu¨nffach-Stauchversuches im SHPB-Aufbau: Ergebnisse
nach 5% plastischer Verformung (ABAQUS/Explicit).
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Bild 5.27: Simulation eines Fu¨nffach-Stauchversuches im SHPB-Aufbau: Ergebnisse
nach 30% plastischer Verformung (ABAQUS/Explicit).
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tenden Dispersionseffekten, was letztlich zu einer inhomogenen Verteilung
der Spannungs-Amplitude u¨ber dem Stabquerschnitt fu¨hrt [146,147]. Die in
den Simulationsergebnissen gefundenen erho¨hten Dehnungsverteilungen an
einer Seite der Proben waren dabei stets nach außen gerichtet, was die ge-
troffene Annahme nochmals untermauert. Durch diese Effekte ko¨nnten die
erho¨hten Signalschwingungen bei der Mehrprobenpru¨fung in Bild 5.25 erkla¨rt
werden. Letztlich ist die sichere Bestimmung des Fließspannungsverhaltens
eines Werkstoffes bei hochdynamischer Druckbelastung unter Verwendung
von Mehrprobentechniken nicht ohne Weiteres mo¨glich.
Folglich werden fu¨r die im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hrten Unter-
suchungen ausschließlich Einzelprobenversuche angewendet. Den speziel-
len Anforderungen an die Pru¨fung von Kleinstproben wird dabei durch im
Messbereich angepasste Kraft- und Wegmesssysteme sowie durch speziell
an kleine Probenabmessungen angepasste Vorrichtungen entsprochen.
5.2.2 Gro¨ßenabha¨ngige Tra¨gheitseffekte
Bei der dynamischen Untersuchung metallischer Werkstoffe ko¨nnen im Ver-
gleich zur standardisierten quasistatischen Pru¨fung Effekte auftreten, die
das Messsignal nachhaltig beeinflussen und zu Fehlinterpretationen fu¨hren
ko¨nnen. Aufgrund des hochdynamischen Charakters der Prozesse spielen ins-
besondere Tra¨gheitseffekte eine wesentliche Rolle. Die Tra¨gheit der verform-
ten Probe wurde bspw. bereits bei Kolsky [148] beru¨cksichtigt und in zahlrei-
chen Arbeiten erweitert und analytisch beschrieben (z.B. [146,149]). Unter
der Annahme einer starren Probenaufnahme (keine elastische Verformung
zugelassen) wird fu¨r die Berechnung der dort messbaren Tra¨gheitsspannung
σi ein Ansatz vorgeschlagen, der σi in Abha¨ngigkeit der Probendimension
(Durchmesser d und Ho¨he h), der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ und der Deh-
nungsbeschleunigung ε¨ beschreibt (Gleichung 5.12).
σi ≈ ρ ·
(
d2
64
+
h2
6
)
· ε˙2 + ρ ·
(
h2
6
− d
2
32
)
· ε¨ (5.12)
Unter Verwendung der Ausgangsgeometrie d0 und h0 der Probe sowie des
logarithmischen Umformgrades ϕ = ln (h/h0) la¨sst sich die wa¨hrend des
dynamischen Versuches nur schwer messbare momentane Probengeometrie
substituieren (Gleichung 5.13).
σi ≈ ρ ·
[(
d20e
−ϕ
64
+
(h0e
ϕ)2
6
)
· ε˙2 +
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(h0e
ϕ)2
6
− d
2
0e
−ϕ
32
)
· ε¨
]
(5.13)
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Infolge von Dispersionseffekten [147] wird beim Auftreffen des Schlagsta-
bes auf den Eingangsstab im SHPB-Aufbau kein Rechteckimpuls, sondern
vielmehr ein trapezfo¨rmiger Impuls mit einer typischerweise im Mikrosekun-
denbereich liegenden Anstiegszeit erzeugt. In diesem Zusammenhang spielen
Beschleunigungseffekte eine wichtige Rolle. Gorham [149] beschreibt den Zu-
sammenhang zwischen Dehnungsbeschleunigung ε¨ einerseits und Dehnungs-
geschwindigkeit ε˙ und Stangendurchmesser D des Eingangsstabes anderer-
seits u¨ber eine empirische Beziehung (Gleichung 5.14), die es ermo¨glicht,
deren Einfluss auf die Tra¨gheitsspannung σi zu beru¨cksichtigen.
ε¨ ≈ ε˙ · 1000
D
(5.14)
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Bild 5.28: Entwicklung der Tra¨gheitsspannung in Abha¨ngigkeit der Dehnungsge-
schwindigkeit ε˙ und der verwendeten Probengro¨ße.
Unter Anwendung der Gleichungen 5.12-5.14 lassen sich nunmehr Tra¨gheits-
effekte infolge der verwendeten Probengeometrie abscha¨tzen. In Bild 5.28
sind die berechneten Tra¨gheitsspannungen σi u¨ber der Dehnungsgeschwin-
digkeit ε˙ aufgetragen. Es zeigt sich, dass der Einfluss der Probentra¨gheit
mit zunehmender Miniaturisierung zu ho¨heren Dehnungsgeschwindigkeiten
hin verschoben wird. Nach Gorham [149] haben die ermittelten Tra¨gheits-
spannungen einen signifikanten Einfluss auf das Messergebnis, wenn sie in
der Gro¨ßenordnung von 10% der Fließspannung des Werkstoffes liegen. Aus
Bild 5.28 wird deutlich, dass bei der definierten Referenzgeometrie von Λ = 1
bereits ab 2000 s−1, bei Kleinstproben (Λ = 0, 167) jedoch erst ab 15000 s−1
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ein signifikanter Einfluss der Probentra¨gheit auftritt.
Durch die versta¨rkt wirkenden Tra¨gheitseffekte bei hohen Verformungsge-
schwindigkeiten wird u.a. in [146, 149, 150] das Auftreten der sogenann-
ten Da¨mpfungseffekte erkla¨rt, einem u¨berproportionalen Anstieg der Fieß-
spannung bei dem zusa¨tzlich zum thermisch aktivierten Fließspannungsver-
halten viskose Da¨mpfungseffekte der Versetzungsbewegung entgegenwirken
(z.B. [151,152]).
5.2.3 Messunsicherheit
Erho¨hte Spezifikationsanforderungen an Produkte und Komponenten sowie
ein gesteigertes Qualita¨tsbewusstsein fu¨hren zunehmend zu einer kritischen
Betrachtung ermittelter Messergebnisse. Ziel einer Messung ist es, einen
mo¨glichst nah am wahren Wert einer Messgro¨ße liegenden Messwert zu
ermitteln. In diesem Zusammenhang nimmt der Begriff der Messunsicher-
heit eine zunehmende Bedeutung ein. Bisher vorwiegend in der Fertigungs-
messtechnik betrachtet, findet die Messunsicherheitsbestimmung nicht zu-
letzt durch die Anpassung der bestehenden Pru¨fstandards an europa¨ische
Maßsta¨be zunehmend auch im Bereich der Werkstoffpru¨fung Anwendung.
Sie ist dabei als dem Messwert zugeordneter Parameter definiert, der die
Streuung der Werte kennzeichnet, die vernu¨nftigerweise der Messgro¨ße zu-
geordnet werden ko¨nnen [153].
Der
”
Leitfaden zur Angabe der Messunsicherheit beim Messen” (engl.: guide
to the expression of uncertainty in measurement - GUM) [154] schla¨gt eine
Vorgehensweise zur Bestimmung der Messunsicherheit basierend auf dem
quadratischen Fehlerfortpflanzungsgesetz vor, welche derzeit in den gu¨ltigen
Standards als anzuwendende Methode vorgeschlagen (z.B. [138]) und in der
industriellen Praxis angewendet wird. Fu¨r dynamische Pru¨fprozesse sind nur
wenige Arbeiten bekannt, die sich mit der Messunsicherheitsbestimmung
bei der Ermittlung des dynamischen Werkstoffverhaltens bescha¨ftigen. Er-
ste Ansa¨tze werden zwar in [116] und [155] gemacht, diese sind jedoch auf
spezielle Anwendungsfa¨lle hin optimiert und nicht ohne Weiteres allgemein
u¨bertragbar. Da insbesondere bei der Pru¨fung von Kleinstproben mit einer
zunehmenden Messwertstreuung und Messunsicherheit zu rechnen ist [50]
und deren Kenntnis fu¨r die Interpretation der Messergebnisse (vgl. Kapitel 6)
entscheidend ist, soll an dieser Stelle kurz auf den Einfluss der Probengro¨ße
auf die Messunsicherheit bei der Fließspannungsbestimmung eingegangen
werden.
Ausgangspunkt bildet die in [154] definierte kombinierte Standardunsicher-
heit uc einer Messgro¨ße, die sich nach dem quadratischen Fehlerfortpflan-
zungsgesetz entsprechend Gleichung 5.15 bzw. bei Beru¨cksichtigung evtl.
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auftretender Korrelationen zwischen den Eingangsgro¨ßen entsprechend Glei-
chung 5.16 aus den partiellen Ableitungen der Funktion nach den Eingangs-
gro¨ßen ci = ∂σ/∂xi und deren Standardunsicherheiten u (xi) ergibt.
u2c(σ) =
N∑
i=1
(
∂σ
∂xi
)2
· u (xi)2 (5.15)
u2c(σ) =
N∑
i=1
(
∂σ
∂xi
)2
u (xi)
2 + 2
N−1∑
i=1
N∑
j=i+1
∂σ
∂xi
∂σ
∂xj
u (xi, xj) (5.16)
Fu¨r den quasistatischen Belastungsfall, bei dem sich die Spannung aus der
auf die Probenquerschnittsfla¨che bezogenen Kraft ergibt, la¨sst sich das Mo-
dell der Auswertung nach Gleichung 5.17 aufstellen.
σ =
4F
pid20
(5.17)
Fu¨r die Bestimmung der Standardunsicherheiten u(F ) und u (d0) sind nach
[154] zwei prinzipielle Vorgehensweisen erlaubt. Zum einen ko¨nnen statisti-
sche Daten zugrunde gelegt werden, bei denen der Mittelwert einer Messreihe
als bester Scha¨tzwert der Messgro¨ße und die empirische Standardabweichung
als bester Scha¨tzwert der Messunsicherheit angesehen werden. In diesem
Fall wird von der Ermittlungsmethode A gesprochen. Statistisch gesicherte
Kenntnisse liegen jedoch in den meisten Fa¨llen nicht vor, sodass laut [154]
die Abscha¨tzung der Standardunsicherheit auch durch eine wissenschaftliche
Beurteilung aller zu einer Eingangsgro¨ße zur Verfu¨gung stehenden Informa-
tionen mo¨glich ist. In diesem Fall wird von der Ermittlungsmethode B gespro-
chen. Dazu za¨hlen Informationen aus fru¨heren Messungen, Erfahrungswer-
te, Herstellerangaben, Daten von Kalibrierscheinen und Referenzdaten aus
Handbu¨chern. In Tabelle 5.1 sind die entsprechenden Daten fu¨r die Unsicher-
heitsbestimmmung im quasistatischen Belastungsfall zusammengefasst. Die
Standardunsicherheit fu¨r die Kraftmessung wurde aus dem Kalibrierschein
der Kraftmessdose entnommen. Die Standardunsicherheit der Bestimmung
des Probendurchmessers erfolgt durch Anwendung der Gleichung 5.18. Da-
bei wird beru¨cksichtigt, dass sich der Messwert aus einem Anzeigewert lind,
einer beim Kalibrieren festgestellten Abweichung ∆l und einer Abweichung
aufgrund der endlichen Auflo¨sung des Messgera¨tes δl zusammensetzt.
l = lind −∆l − δl (5.18)
Der Erwartungswert von ∆l und δl ist jeweils null. Die Standardunsicher-
heiten ergeben sich aus der Annahme einer Normalverteilung fu¨r ∆l und ei-
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ner Rechteckverteilung fu¨r δl z.B. fu¨r eine Bu¨gelmessschraube entsprechend
Gleichung 5.19.
u (∆l) = 2 · 10−4 m+ 5 · 10−4 · [l]SI
u (δl) =
0, 5 · 10−3 m√
3
(5.19)
u (li) =
√
u2 (∆l) + u2 (δl)
Tabelle 5.1: Eingangsparameter zur Unsicherheitsbestimmung der Spannungsmessung
unter quasistatischer Druckbelastung.
Eingangsgro¨ße Methode xi ci = ∂σ/∂xi u (xi) c2i · u2 (xi)
F Typ B 2827 N 0,035 MPa/N 28,27 N 1 N2/mm4
d0 Typ B 6 mm -2000 MPa/mm 0,002 mm 0,006 N2/mm4
σ - 100 MPa - - uc = 1,0 MPa
Aus Tabelle 5.1 wird deutlich, dass die kombinierte Standardunsicherheit der
Spannungsmessung ca. 1% des Messwertes betra¨gt. Weiterhin ist erkennbar,
dass der Einfluss der Probengeometrie im Vergleich zur Kalibrierunsicherheit
der Kraftmessdose zumindest fu¨r Standardprobengro¨ßen vernachla¨ssigbar
klein ist. Um den Einfluss auch bei der Pru¨fung von Kleinstproben zu kennen,
wurde die Messunsicherheitsanalyse in Abha¨ngigkeit der Probengeometrie
durchgefu¨hrt. In Bild 5.29 sind die Ergebnisse zusammengefasst. Dargestellt
ist der Anteil der Eingangsgro¨ßen an der Gesamtunsicherheit in Abha¨ngigkeit
der eingesetzten Probengro¨ße. Dabei wurde vorausgesetzt, dass die Pru¨fein-
richtung und die Methode zur Bestimmung der Probenabmessungen beibe-
halten werden. Es zeigt sich, dass u¨ber einen weiten Bereich an Probenab-
messungen der Einfluss der Kalibrierunsicherheit der Kraftmessdose u¨ber-
wiegt. Erst ab einer Probengro¨ße von ca. 1 mm ist ein versta¨rkter Einfluss
der Abmessungen erkennbar, der mit kleiner werdenden Abmessungen ab ca.
0,5 mm dominiert.
Die prinzipielle Anwendbarkeit der Methode auf dynamische Pru¨fprozesse
wurde erstmals in [116] und [155] gezeigt. Fu¨r den in Abschnitt 4.2 be-
schriebenen Fallwerksaufbau bspw. la¨sst sich das Modell fu¨r die Unsicher-
heitsbestimmung aus der Messkette zur Spannungsberechnung in der Probe
ableiten (vgl. Bild 5.30). Die Kraftmessung basiert auf der Messung der
elastischen Verformung des Druckstempels mittels DMS und der Anwen-
dung des Hooke’schen Gesetzes. Zur Unterdru¨ckung von ggf. auftretenden
Biegeeinflu¨ssen sind die vier DMS zu zwei Halbbru¨cken (B=2) mit kreuzwei-
ser Biegekompensation verschaltet. Aus dem Messsignal UB, der Bru¨cken-
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Bild 5.29:Messunsicherheitsbeitra¨ge bei der Fließspannungsbestimmung in Abha¨ngig-
keit der verwendeten Probenabmessungen unter quasistatischer Druckbelastung.
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Bild 5.30: Messkette fu¨r die Kraftmessung bei einem Fallwerksversuch als Grundlage
fu¨r die Formulierung der Modellgleichung fu¨r die Unsicherheitsbestimmung.
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speisespannung US sowie den Versta¨rkungsfaktoren KTEX und KDMS la¨sst
sich die Dehnung im Druckstempel berechnen. Da dieser sich unter der
Belastung lediglich elastisch verformt, kann bei Kenntnis des E-Moduls ES
und des Stempelquerschnitts (pi4d
2
S) die resultierende Kraft berechnet wer-
den. Wird diese auf den Probenquerschnitt (pi4d
2
0) bezogen, ergibt sich die
in der Probe wirkende Spannung. Aus der Messkette la¨sst sich demnach fu¨r
die Bestimmung der Spannung in der Probe der in Gleichung 5.20 gezeigte
Ansatz entwickeln, der Grundlage der Messunsicherheitsbestimmung ist.
σ =
B · ES · UB
US ·KTEX ·KDMS ·
d2S
d20
(5.20)
In Tabelle 5.2 sind die Eingangsgro¨ßen mit den entsprechenden Sensitivita¨ts-
koeffizienten ci und den Standardunsicherheiten u (xi) zusammengefasst.
Der Bestimmung der Standardunsicherheiten der La¨ngenmaße wurden wie-
derum die Gleichungen 5.18 und 5.19 zugrunde gelegt.
Tabelle 5.2: Eingangsparameter zur Unsicherheitsbestimmung der Spannungsmessung
im verwendeten Fallwerksaufbau.
Eingangsgro¨ße Methode xi ci = ∂σ/∂xi u (xi) c2i · u2 (xi)
B konst. 2 - - -
ES Typ B 125,4 GPa 0, 8 · 10−3 1,63 GPa 1,63 N2/mm4
UB Typ A 0,8 V 122,7 MPa/V 0, 4 · 10−3 V 0,003 N2/mm4
US Typ A 8,815 V -11,1 MPa/V 0,045 V 0,252 N2/mm4
KTEX Typ B 200 -0,49 MPa 4 3,86 N2/mm4
KDMS Typ B 3,22 -30,5 MPa 0,0322 0,96 N2/mm4
dS Typ B 0,01 m 19635 MPa/m 2, 4 · 10−6 m 0,002 N2/mm4
d0 Typ B 0,006 m -32725 MPa/m 2, 35 · 10−6 m 0,006 N2/mm4
σ - 98,2 MPa - - uc = 2,6 MPa
Es zeigt sich, dass die Versta¨rkungsfaktoren KTEX und KDMS sowie der
E-Modul des Stempels den gro¨ßten Einfluss haben. Bei Verwendung einer
Standardprobengeometrie ist hingegen der Geometrieeinfluss der Probe auf
die Gesamtunsicherheit vernachla¨ssigbar klein. Eine Messunsicherheitsanaly-
se in Abha¨ngigkeit der Probengro¨ße zeigt hingegen, dass mit zunehmender
Miniaturisierung der Geometrieeinfluss steigt (Bild 5.31). Wie bereits im
quasistatischen Belastungsfall wird dieser ab ca. 1 mm Probendurchmesser
signifikant. Bei noch kleineren Probenabmessungen dominiert zunehmend
der Unsicherheitseinfluss aus der Durchmesserbestimmung und sollte bei der
Interpretation der Messergebnisse beru¨cksichtigt werden. Da in der vorliegen-
den Arbeit vorwiegend Proben mit Abmessungen zwischen 1 mm und 6 mm
im Durchmesser verwendet werden, kann der Einfluss der Probengro¨ße auf
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die Gesamtunsicherheit jedoch nahezu vernachla¨ssigt werden.
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Bild 5.31:Messunsicherheitsbeitra¨ge bei der Fließspannungsbestimmung in Abha¨ngig-
keit der verwendeten Probenabmessungen unter dynamischer Druckbelastung in einem
Fallwerksaufbau (vgl. Abschnitt 4.2).
Der vorgestellte Ansatz ist prinzipiell auch fu¨r die Fließspannungsbestim-
mung in hochdynamischen Experimenten (z.B. Split-Hopkinson-Pressure-
Bar-Aufbau) einsetzbar [116]. Dabei muss jedoch vorausgesetzt werden,
dass die Modellgleichung bei der Anwendung der GUM-Methode stetig
und an jeder Stelle linearisierbar sein muss [155]. Andernfalls sind partielle
Ableitungen nur noch numerisch lo¨sbar oder liefern keine Erwartungswerte
und Standardabweichungen als Voraussetzung fu¨r die Interpretation der
Messunsicherheit mittels GUM. Eine Mo¨glichkeit, das Problem zu lo¨sen,
besteht z.B. in der Anwendung der Monte-Carlo-Methode, da keine
Einzelwerte, sondern die Informationen zur Verteilung der Eingangsgro¨ßen
genutzt werden. Im Ergebnis steht auch kein diskreter Zahlenwert, sondern
vielmehr eine Wahrscheinlichkeitsdichtefunktion, aus der jedoch unter
bestimmten Voraussetzungen ein GUM-konformer Messunsicherheitswert
ermittelt werden kann. Da die Messunsicherheitsbestimmung jedoch nicht
Schwerpunkt der Arbeit ist, soll auf eine detaillierte Darstellung der
Monte-Carlo-Methode an dieser Stelle verzichtet werden.
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5.3 Zusammenfassung des Kapitels
In Kapitel 5 wurden ausgewa¨hlte Besonderheiten bei der Pru¨fung miniatu-
risierter Werkstoffproben beschrieben. Ausgehend von der Probenfertigung
und der daraus resultierenden Randzonenbeeinflussung wurde die Bedeu-
tung der Eigenspannungen bei der Betrachtung kleiner Werkstoffvolumina
diskutiert. Es wurde ein signifikanter Einfluss des Probenfertigungsverfah-
rens auf die sich in der Randzone ausbildenden Eigenspannungen gefunden,
der sich insbesondere fu¨r Kleinstproben auch im Fließspannungsverhalten
wiederspiegelt. Da bei der mechanischen Fertigung stets auch Form- und
Lageabweichungen auftreten ko¨nnen und deren Einfluss auf das gemessene
Werkstoffverhalten in der Fachwelt ha¨ufig vernachla¨ssigt wird, wurden aus-
gewa¨hlte Beispiele an Form- und Lageabweichungen fu¨r die Zug- und Druck-
belastungen diskutiert. Auch hier wurde ein versta¨rkter Einfluss fu¨r kleine
Probenabmessungen gefunden, der das gemessene Fließspannungsverhalten
zum Teil erheblich beeinflusst. Dabei wurde beim Zylinderstauchversuch un-
ter der Voraussetzung, dass die Druckplatten exakt parallel ausgerichtet sind,
die Parallelita¨tsabweichung der Stirnfla¨chen der Probe zueinander als ein ent-
scheidendes Kriterium fu¨r die Gu¨te der Fließspannungsmessung identifiziert.
Da sich die in der Literatur gefundenen Arbeiten vorwiegend auf quasi-
statische Belastungsfa¨lle konzentrieren, ein Schwerpunkt der Arbeit jedoch
das dynamische Werkstoffverhalten darstellt, wurden weiterhin ausgewa¨hl-
te Probleme der dynamischen Kleinstprobenpru¨fung diskutiert. Ausgehend
von den quasistatischen Erkenntnisse und der dort angewendeten Mehrpro-
bentechniken fu¨r Kleinstproben konnte gezeigt werden, dass Mehrproben-
pru¨fungen unter dynamischer Belastung prinzipiell mo¨glich, jedoch ha¨ufig
nicht zielfu¨hrend sind. Ursache hierfu¨r sind insbesondere zunehmende Stei-
figkeitseinflu¨sse sowie Schwingungen im Messsignal durch fertigungsbeding-
te Geometrieabweichungen. Fu¨r die im Rahmen dieser Arbeit durchgefu¨hr-
ten Untersuchungen wurden deshalb ausschließlich Einzelprobenpru¨fungen
durchgefu¨hrt.
Weiterhin wurde der Zusammenhang zwischen der eingesetzten Probenform
und den bei dynamischen Pru¨fprozessen auftretenden Tra¨gheitseffekten dis-
kutiert. Es wurde eine Verschiebung der wirkenden Tra¨gheitseinflu¨sse zu
ho¨heren Dehnraten hin beobachtet, wenn die Probenabmessungen verklei-
nert werden. Dies macht den Einsatz kleiner Probenabmessungen bei der
Bestimmung der dynamischen Werkstoffeigenschaften sinnvoll.
Letztlich wurde der Einfluss der Probengro¨ße auf die Messunsicherheit bei
der Bestimmung der Fließspannung diskutiert. Ausgehend von der standar-
disierten Vorgehensweise zur Bestimmung der Messunsicherheit nach GUM
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konnte gezeigt werden, dass mit zunehmender Miniaturisierung ein versta¨rk-
ter Einfluss der aus der Geometriebestimmung der Proben resultierenden
Messunsicherheit auf die Gesamtunsicherheit besteht. Dieser wird ab einem
Probendurchmesser von ca. 1 mm signifikant und muss bei der Interpretation
der Messergebnisse Beru¨cksichtigung finden.
6 Versuchsergebnisse
6.1 Fließ- und Verfestigungsverhalten
Im folgenden Abschnitt werden die Versuchsergebisse zum gro¨ßenabha¨ngigen
Fließ- und Verfestigungsverhalten der untersuchten Werkstoffe zusammen-
gefasst und diskutiert. Hierbei wird zwischen den Ergebnissen bei quasista-
tischer und dynamischer Belastung unterschieden. Aufgrund des standardi-
sierten Charakters der quasistatischen Experimente werden die Ergebnisse
als Diskussionsgrundlage genutzt und mit denen aus dem Schrifttum vergli-
chen. Festlegte Pru¨f- und Auswerteverfahren stellen eine hohe Reproduzier-
und Vergleichbarkeit der Ergebnisse sicher. Fu¨r dynamische Materialunter-
suchungen existieren derzeit keine gu¨ltigen Normen, in denen Festlegungen
zum Pru¨f- bzw. Auswertevorgang bei dynamischer Zug- oder Druckpru¨fung
beschrieben sind. Erste Ansa¨tze fu¨r die Schaffung von Pru¨fstandards bei der
dynamischen Zugpru¨fung werden zwar im Entwurf des Stahl-Eisen-Pru¨fblat-
tes SEP1230 gemacht, da sich die Ausfu¨hrungen jedoch auf die dynamische
Zugpru¨fung von Blechwerkstoffen beschra¨nken, sind die festgelegten Pru¨f-
und Auswertevorga¨nge nur bedingt auf die im Rahmen dieser Arbeit erzielten
Ergebnisse anwendbar. Ansa¨tze fu¨r die Standardisierung von dynamischen
Zylinderstauchversuchen sind derzeit nicht bekannt.
Ausgehend von den experimentellen Ergebnissen wird der aus der Proben-
gro¨ße, Probengeometrie und Korngro¨ße resultierende Einfluss auf das Fließ-
und Verfestigungsverhalten diskutiert. Aufgrund der Vielzahl der experimen-
tellen Ergebnisse kann dabei nur eine Auswahl relevanter Versuchsergebnisse
gezeigt werden. Der unlegierte Vergu¨tungsstahl C45E soll als Referenzwerk-
stoff behandelt werden. Die an den anderen Werkstoffen gefundenen Ergeb-
nisse sollen zur Diskussion der Gro¨ßeneffekte beim C45E dienen.
6.1.1 Werkstoffverhalten unter quasistatischer Belastung
6.1.1.1 Einfluss der Probengro¨ße auf das Fließspannungsver-
halten
In Bild 6.1 ist der Einfluss der Probengro¨ße auf das Fließspannungsverhal-
ten von C45E mit unterschiedlichen Korngro¨ßen dargestellt. Unter quasi-
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statischer Belastung lassen sich fu¨r eine Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm und
dk ≈ 34 µm zuna¨chst keine signifikanten Unterschiede im Fließspannungs-
verhalten bei Probengro¨ßen mit einem Durchmesser zwischen d0 = 1 mm
und d0 = 6 mm in Bezug zur Gesamtfließspannung feststellen. Fu¨r den
Werkstoff mit einer Korngro¨ße von dk ≈ 120 µm wurde hingegen ein deut-
licher Einfluss der Probengro¨ße auf das Fließspannungsverhalten gefunden.
Dabei liegen die Fließspannungen von Proben kleinerer Abmessungen ho¨her
als fu¨r gro¨ßere Geometrien.
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Bild 6.1: Einfluss der Probengro¨ße auf das Fließspannungsverhalten von C45E unter
quasistatischer Druckbelastung (ε˙ = 10−3 s−1): (a) dk ≈ 10 µm, (b) dk ≈ 34 µm und
(c) dk ≈ 120 µm.
Dennoch werden auch bei kleinen Korngro¨ßen fu¨r die verwendeten Proben-
geometrien im Mittel unterschiedliche Fließspannungen gemessen. Deren Un-
terschied ist bei dk = 10 µm mit 20 bis 40 MPa bei 1 − 5 % plastischer
Verformung jedoch deutlich geringer als bei dk = 120 µm, wo Fließspan-
nungsunterschiede >100 MPa gemessen wurden. In den Bildern 6.2 und 6.3
ist der Einfluss des Skalierungsfaktors (vgl. Gleichung 5.2) auf die Fließ-
spannung fu¨r die Korngro¨ßen dk ≈ 10 µm und dk ≈ 120 µm nochmals
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Bild 6.2: Skalierungseinfluss auf die Druckfließspannung fu¨r verschiedene plastische
Stauchungen fu¨r den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm.
Skalierungsfaktor Λ [-]
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2
w
a h
r e
 F
l i e
ß s
p a
n n
u n
g  
σ w
 [ M
P a
]
0
200
400
600
800
1000
1200
εw,p = 0,010
εw,p = 0,051
εw,p = 0,105
εw,p = 0,223
εw,p = 0,357
εw,p = 0,511
εw,p = 0,693
Bild 6.3: Skalierungseinfluss auf die Druckfließspannung fu¨r verschiedene plastische
Stauchungen fu¨r den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 120 µm.
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zusammengefasst.
Es wird ein zunehmender Einfluss der Geometrie mit wachsender Korngro¨ße
deutlich. Wa¨hrend fu¨r ein dk ≈ 10 µm lediglich fu¨r die Anfangsfließspan-
nung ein leichter Geometrieeinfluss gefunden werden kann, zeigt sich fu¨r
dk ≈ 120 µm wa¨hrend der gesamten Verformung ein Fließspannungszuwachs
mit kleiner werdender Probengeometrie. Der versta¨rkte Fließspannungsun-
terschied bei hohen plastischen Verformungen la¨sst sich auf den zunehmen-
den Einfluss der Reibung bei hohen Stauchgraden und mit kleiner werdenden
Geometrien begru¨nden. Dabei wird vermutet, dass fu¨r das grobko¨rnige Ma-
terial ein ho¨herer Reibwert vorliegt. In [156] konnte beispielsweise anhand
eines Zugversuches gezeigt werden, dass es wa¨hrend der Verformung eines
grobko¨rniger Materials zu einem Anstieg der Oberfla¨chenrauheit infolge der
Verformung und Rotation der Oberfla¨chenko¨rner kommt. U¨bertragen auf
den Zylinderstauchversuch heißt das, dass der Anstieg der Rauheit wa¨hrend
des Versuchs an den Stirnfla¨chen der Probe zu einem signifikanten Rei-
bungszuwachs fu¨hren kann. Somit ko¨nnte das unterschiedliche gemessene
Werkstoffverhalten zwischen dem fein- und grobko¨rnigen Zustand (Bild 6.2
und 6.3) erkla¨rt werden.
Prinzipielle Ursachen fu¨r den Reibungszuwachs bei beiden Werkstoff-
zusta¨nden sind das zunehmende Verha¨ltnis der Probenoberfla¨che zum Pro-
benvolumen und die gro¨ßtenteils invariante Oberfla¨chentopographie der
Probe als Resultat der mechanischen Fertigung (vgl. Abschnitt 5.1). Das
Verha¨ltnis zwischen der reibungsbehafteten Oberfla¨che der Probe AR (dop-
pelte Stirnfla¨che der zylindrischen Druckprobe) und dem Probenvolumen
la¨sst sich fu¨r eine unverformte Probe nach Gleichung 6.1 bzw. unter Ver-
wendung von Gleichung 5.2 und 5.3 nach Gleichung 6.2 beschreiben. Wird
der Einfluss der plastischen Verformung beru¨cksichtigt, so la¨sst sich unter
Einbeziehung der logarithmischen Forma¨nderung ϕh = ln
h
h0
das Verha¨ltnis
zwischen der reibungsbehafteten Oberfla¨che und dem Volumen der Probe
zu jedem Zeitpunkt der Verformung nach Gleichung 6.3 berechnen.
AR0
V0
=
2pi4d
2
0
pi
4d
2
0h0
=
2
h0
(6.1)
AR0
V0
=
2s
ΛD0
(6.2)
AR
V
=
2
h0eϕh
=
2s
ΛD0eϕh
(6.3)
Es wird deutlich, dass mit zunehmender Miniaturisierung (also abnehmen-
dem Skalierungsfaktor Λ) das Verha¨ltnis zwischen reibungsbehafteter Ober-
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fla¨che und Probenvolumen deutlich ansteigt. Demzufolge ist ein versta¨rkter
Reibungseinfluss bei kleineren Probengeometrien zu erwarten. Diese Annah-
me wird durch das unterschiedliche Ausbauchungsverhalten der Proben ex-
perimentell besta¨tigt. Bild 6.4 zeigt die unterschiedlich gemessene Ausbau-
chung zweier Proben mit einem Ausgangsdurchmesser d0 von 1 mm bzw.
6 mm. Fu¨r die kleinere Probe wurde ein kleinerer Ausbauchungswinkel α ge-
messen, was auf eine gro¨ßere Ausbauchung und demzufolge auf eine gro¨ßere
Reibung wa¨hrend der Verformung schließen la¨sst.
a) b)
α =
 1
6 6
°
α =
 1
5 5
°
Bild 6.4: Ausbauchung von Zylinderstauchproben mit einem Probendurchmesser von
(a) d0 = 6 mm und (b) d0 = 1 mm nach 30% plastischer Stauchung.
Um den Effekt der zunehmenden Reibung bei der Skalierung der Probengeo-
metrien zu quantifizieren und demzufolge dessen Einfluss auf die resultieren-
de Fließspannung zu bewerten, muss die Entwicklung des Reibungskoeffizi-
enten als Funktion der Geometrie bekannt sein. Dazu wurde durch einfache
numerische Variationsrechnungen im Programmsystem ABAQUS/Standard
eine Kalibrierkennlinie ermittelt, indem der Zylinderstauchversuch modelliert
und unter Variation des coulombschen Reibungskoeffizienten µ zwischen 0
und 0,3 bis zu einer plastischen Verformung εw,p von 50% nachsimuliert wur-
de. Bild 6.5 zeigt die resultierende Geometrie der verformten Proben fu¨r drei
verschiedene Reibungskoeffizienten. Es wird deutlich, dass mit wachsendem
µ die Ausbauchung der Probe zunimmt.
Ausgehend von den Ergebnissen der numerischen Simulation wurde die Aus-
bauchung der verformten Probe graphisch bestimmt und der resultierende
Ausbauchungswinkel α als Funktion der Reibungskoeffizienten µ dargestellt
(Bild 6.6). Anschließend wurden quasistatische Zylinderstauchversuche mit
verschiedenen Probengro¨ßen durchgefu¨hrt. Als Schmiermittel fand in allen
Fa¨llen Molybda¨ndisulfidpaste Anwendung. Erfahrungsgema¨ß werden fu¨r ge-
schmierte Oberfla¨chen Reibungskoeffizienten im Bereich um µ = 0, 05 und
fu¨r ungeschmierte Fla¨chen von µ = 0, 3 erwartet [136]. An den um ebenfalls
80 KAPITEL 6. VERSUCHSERGEBNISSE
µ = 0,05 µ = 0,15 µ = 0,3
Bild 6.5: Numerische Simulation von Zylinderstauchversuchen mit Variation des Rei-
bungskoeffizienten µ.
50% plastisch verformten Proben wurde anschließend der Ausbauchungs-
winkel α optisch ausgemessen und die Ergebnisse in Relation zur numerisch
ermittelten Kennlinie gesetzt.
Reibungskoeffizient µ [-]
0.00 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10 0.12 0.14
A u
s b
a u
c h
u n
g s
w
i n
k e
l  α
 [ °
]
130
140
150
160
170
180
FEM
Ø9x9
Ø6x6
Ø4x4
Ø2x2
Ø1x11
2
3
1 kein Geometrieeinfluss
2 beginnender Geometrieeinfluss
3 starker Geometrieeinfluss
Bild 6.6: Numerisch und experimentell gefundene gro¨ßenabha¨ngige Reibung im Zy-
linderstauchversuch.
In Bild 6.6 sind die numerischen und experimentellen Ergebnisse zusam-
mengefasst. Es kristallisieren sich im Wesentlichen drei Bereiche heraus. Fu¨r
große Probengeometrien (Λ > 0, 67) zeigt sich kein eindeutiger Geome-
trieeffekt in Bezug auf die Reibung. Fu¨r Probendurchmesser d0 zwischen
4 mm und 9 mm variiert der Reibungskoeffizient µ zwischen 0,02 und 0,05.
Aufgrund der Streuung der ermittelten Werte aus den experimentellen Un-
tersuchungen fu¨r die verschiedenen Abmessungen konnte kein Einfluss der
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Geometrie fu¨r diese Abmessungen nachgewiesen werden (Bild 6.6 Bereich
1). Fu¨r kleinere Probengeometrien konnte ein zunehmender Anstieg des Rei-
bungskoeffizienten gefunden werden. Die Ausbauchung der Proben nimmt
mit zunehmender Miniaturisierung zu und fu¨hrt bei den 1 mm Proben zu
Werten zwischen µ = 0,09 und 0,13 (Bild 6.6 Bereich 3). Demzufolge wird
ein Reibungszuwachs um bis das Sechsfache erwartet, wenn die Probengeo-
metrie von konventionellen Abmessungen (z.B. d0 = 6 mm) auf d0 = 1 mm
skaliert wird. Dies korreliert mit dem aus Gleichung 6.1 resultierenden sechs-
fachen Anstieg des Verha¨ltnisses zwischen reibungsbehafteter Oberfla¨che
und dem Volumen der Probe.
Einen Erkla¨rungsansatz hierfu¨r liefert das Modell der offenen und geschlos-
senen Schmiertaschen [50, 157]. Wird eine geschmierte Probenoberfla¨che
belastet, so verformen sich zuna¨chst die Rauheitsspitzen des Oberfla¨chen-
profils plastisch und u¨ben einen zusa¨tzlichen Druck auf das sich in den Rau-
heitsta¨lern befindliche Schmiermittel aus. Bereiche, die eine direkte Verbin-
dung mit dem Probenrand haben (sogenannte offene Schmiertaschen), sind
nicht in der Lage, das Schmiermittel zuru¨ckzuhalten. Mit zunehmender ex-
terner Belastung wird es aus der Probenoberfla¨che gedru¨ckt und verliert
seine Fa¨higkeit, Kra¨fte bzw. Dru¨cke zu u¨bertragen. Die externe Kraft kann
lediglich von den Rauheitsspitzen getragen werden, was in einem Anstieg der
Fla¨chenpressung, einer zunehmenden Abflachung der Rauheitsspitzen und
in einem Anstieg der Reibung resultiert [91]. Im Gegensatz dazu haben ge-
schlossene Schmiertaschen keine Verbindung zum Probenrand. Das Schmier-
mittel dient der U¨bertragung der externen Belastung, was die Fla¨chenpres-
sung auf die Rauheitsspitzen reduziert und zu einem Absinken der Reibung
fu¨hrt.
Der Anteil der an der Probe vorliegenden geschlossenen und offenen Schmier-
taschen ha¨ngt im Wesentlichen von der Oberfla¨chenbeschaffenheit (Rauheit)
der Probe und deren Gro¨ße ab. Wie bereits in Abschnitt 5.1.4 gezeigt wur-
de, steigt der Anteil des rauheitsbeeinflussten Probenvolumens im Verha¨lt-
nis zum Gesamtvolumen mit zunehmender Miniaturisierung an. Dies trifft
auch auf das Verha¨ltnis zwischen offenen und geschlossenen Schmiertaschen
zu. Da mit zunehmender Miniaturisierung der Einfluss der Probenoberfla¨che
u¨berproportional zunimmt, steigt der Anteil der offenen und eine direkte
Verbindung zur freien Oberfla¨che habenden Schmiertaschen bei kleinen Pro-
bengro¨ßen deutlich an. Daraus resultiert der ho¨here Reibungseinfluss im Ver-
gleich zur Verformung relativ großer Proben.
Um den experimentell gefundenen gro¨ßenabha¨ngigen Reibungseinfluss (Bild
6.6) pha¨nomenologisch zu beschreiben, wurde ein einfacher Drei-Parameter
Ansatz fu¨r eine Exponentialfunktion gewa¨hlt (Gleichung 6.4), mit dessen
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Anwendung die Ermittlung von reibungskorrigierten Fließkurven mo¨glich
ist [107]. Fu¨r den Ansatz wird vereinfachend angenommen, dass die Rei-
bung wa¨hrend des Versuchs konstant bleibt.
µ (Λ) = a · exp
(
b
Λ + c
)
(6.4)
Wie bereits geschildert, konnten zwar fu¨r alle Korngro¨ßen bei C45E unter-
schiedliche Fließspannungen gemessen werden, der eigentliche Skalierungsef-
fekt konnte jedoch erst mit zunehmender Korngro¨ße nachgewiesen werden.
In Bild 6.7 ist die Verteilung der Ko¨rner u¨ber den Probenquerschnitt fu¨r die
verschiedenen Korngro¨ßen fu¨r zwei Probengeometrien gezeigt. Der markierte
Randbereich spiegelt die Dicke der Randschicht und dementsprechend den
Randkornanteil wieder [54].
C45E, Ø1x1
dK ≈ 10 µm
C45E, Ø1x1
dK ≈ 34 µm
C45E, Ø1x1
dK ≈ 120 µm
C45E, Ø4x4
dK ≈ 10 µm
C45E, Ø4x4
dK ≈ 34 µm
C45E, Ø4x4
dK ≈ 120 µm
Bild 6.7: Korngro¨ßenverteilung im Probenquerschnitt fu¨r Proben mit einem Durch-
messer von d0 = 1 mm und d0 = 4 mm und unterschiedlichen Korngro¨ßen.
Der zunehmende Randkornanteil mit wachsender Korngro¨ße und kleiner wer-
denden Probengeometrien ist deutlich zu erkennen. Wa¨hrend bei einer Korn-
gro¨ße von dk ≈ 10 µm noch 100 Ko¨rner u¨ber dem Querschnitt der kleinsten
Probe vorliegen, sind bei dk ≈ 120 µm lediglich 10 Ko¨rner im Mittel u¨ber
dem Querschnitt der kleinsten Probengeometrie vorhanden. In diesem Fall
kann nicht mehr von einer isotropen Verformung ausgegangen werden. Viel-
mehr wirkt sich zunehmend der Orientierungseinfluss der Ko¨rner auf das
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gemessene Fließspannungsverhalten aus [158]. Darin begru¨ndet liegt auch
der deutliche Anstieg der experimentellen Streuung der Ergebnisse. Wa¨hrend
fu¨r eine Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm ein mittlerer Variationskoeffizient von
5−6% fu¨r Proben mit einem Durchmesser von d0 = 1 mm gefunden wurde,
schwankte dieser bei dk ≈ 120 µm zwischen 2% und 20%. Um eine Ver-
gleichbarkeit der Ergebnisse sicherzustellen wurde demzufolge eine gro¨ßere
Anzahl an Experimenten durchgefu¨hrt.
Um auch fu¨r den C45E mit einer Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm deutliche
Skalierungseffekte finden zu ko¨nnen, sind erheblich kleinere Abmessungen
als d0 = 1 mm erforderlich. Derart kleine Probengeometrien sind jedoch im
reinen Zylinderstauchversuch insbesondere im Hinblick auf die Untersuchung
des dynamischen Werkstoffverhaltens (vgl. Abschnitt 6.1.2) nicht handhab-
bar. Um dennoch zumindest tendenzielle Aussagen zum gro¨ßenabha¨ngigen
Werkstoffverhalten bei noch kleineren Geometrien treffen zu ko¨nnen, wurde
eine neue Probenform angewendet, die bereits in der Mikroprobenpru¨fung
von Nichteisenwerkstoffen bishin zu Probendurchmessern von < 20 µm ein-
gesetzt wurde [58, 159]. Bild 6.8 zeigt die verwendete Probengeometrie der
einseitig fixierten Stauchprobe.
b) c)
a)
Bild 6.8: Verwendete Probengeometrie der einseitig fixierten Stauchprobe fu¨r die Be-
stimmung des Werkstoffverhaltens bei kleinsten Probenabmessungen: (a) schematische
Darstellung der Probengeometrie und Schliffbild der Probe mit (b) 1 mm und (c)
0,2 mm im Durchmesser fu¨r C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm.
Die Probenfertigung erfolgte dankenswerterweise am Institut fu¨r Produkti-
onstechnik an der Technischen Hochschule in Karlsruhe. Dabei wurden durch
Mikrofra¨sen zylindrische Proben in eine Metallscheibe mit einer Dicke von
10 mm eingearbeitet. Der Probendurchmesser wurde zwischen d0 = 0, 2 mm
und 2 mm variiert. Da die resultierende Probe nur eine freie Stirnfla¨che hat
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und aufgrund dessen die Verformung am Probenfuß in Querrichtung behin-
dert wird, ist eine Vergleichbarkeit zwischen den Ergebnissen der Zylinder-
stauchversuche und denen der Druckversuche mit neuer Probengeometrie
nicht ohne Weiteres mo¨glich. Um die Aussagefa¨higkeit der Experimente zu
bestimmen und zumindest eine qualitativ tendenzielle Aussage durch die neu-
en Untersuchungen zuzulassen, wurde im Vorfeld eine numerische Analyse
der neuen Probenform und ein Vergleich mit dem Zylinderstauchversuch
durchgefu¨hrt. Beide Experimente wurden im Programmsystem DEFORM-
2DTM simuliert. Bild 6.9 zeigt die aus der Simulation resultierenden effekti-
ven Dehnungen und die Vergleichsspannungen nach von-Mises der um 10%
verformten Proben.
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statischBild 6.9: Vergleich der beiden verwendeten Probengeometrien mittels FEM: (a+c)
Zylinderstauchprobe und (b+d) Probengeometrie fu¨r kleinste Probendurchmesser nach
jeweils 10% Verformung (effektive Dehnung (a+b) und von-Mises-Spannung (c+d)).
Fu¨r die Zylinderstauchprobe konnte im Vergleich zur Probengeometrie fu¨r
kleinste Abmessungen eine nahezu homogene Spannungs- und Dehnungsver-
teilung gefunden werden. Die Ausbildung des sogenannten Schmiedekreuzes
ist auf die Stirnfla¨chenreibung zuru¨ckzufu¨hren, die in der Simulation mit
µ = 0, 05 als konstant angenommen wurde. Fu¨r die an kleine Gro¨ßen ange-
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passte Probenform ergab sich ein vo¨llig anderes Bild. Sowohl die Spannungs-
als auch die Dehnungsverteilung sind infolge der behinderten Querverfor-
mung am Probenfuß und der elastischen Verformung des Werkstoffes unter-
halb der Probe nicht homogen. An der Probenoberseite wird eine gro¨ßere
plastische Verformung gemessen. Die Auswertung der Umformkra¨fte zeigt
jedoch, dass sich die inhomogene Spannungs- und Dehnungsverteilung zu-
mindest im ersten Bereich der Verformung der Probe kaum auf die resultie-
rende Fließspannung auswirkt (Bild 6.10).
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Bild 6.10: Aus der numerischen Simulation fu¨r einen quasistatischen Belastungsfall
(ε˙ = 10−3 s−1) erhaltene Spannungs-Stauchungs-Verla¨ufe fu¨r eine Zylinderstauchprobe
und eine auf kleinste Abmessungen angepasste Probenform.
Es wird deutlich, dass die simulierten Spannungs-Stauchungs-Verla¨ufe zwi-
schen den Zylinderstauchproben und auf kleine Abmessungen angepassten
Probengeometrien ab ca. 10% Stauchung voneinander abweichen. Ein Ver-
gleich der Fließspannungen bei ho¨heren Verformungen wa¨re demnach nicht
zula¨ssig. Lediglich im Anfangsfließspannungsbereich bis ca. 10% plastischer
Verformung lassen sich die gemessenen Spannungen zumindest qualitativ
miteinander in Relation setzen. Werden noch gro¨ßere Verformungen be-
trachtet, kann aufgrund der zunehmenden Differenz zwischen den Ergeb-
nissen beider Proben lediglich eine tendenzielle Abscha¨tzung bzw. Bewer-
tung der gemessenen Effekte vorgenommen werden. Unter Beachtung der
numerischen Simulationsergebnisse ko¨nnen im Folgenden die experimentell
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Bild 6.11: Skalierungseinfluss auf die Fließspannung von C45E mit einer mittleren
Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm unter quasistatischer Druckbelastung (ε˙ = 10−3 s−1).
ermittelten Ergebnisse bei kleinen Stauchungen zumindest tendenziell be-
wertet werden.
Bild 6.11 zeigt das gemessene Fließspannungsverhalten als Funktion der
Probengro¨ße. Es wird ein signifikanter Anstieg der Fließspannung bei zu-
nehmender Miniaturisierung ab einem Probendurchmesser von d0 ≈ 1 mm
(Λ = 0, 167) deutlich. Diese tendenziellen Ergebnisse lassen sich teilwei-
se auf die bereits beschriebenen Unterschiede bei der Verformung der zwei
Probengeometrien zuru¨ckfu¨hren. Wu¨rden die gemessenen experimentellen
Ergebnisse um die in der numerischen Simulation gefundenen geringfu¨gig un-
terschiedlichen Fließspannungsverha¨ltnisse korrigiert werden, zeigt sich den-
noch das gleiche tendenzielle Verhalten. Aufgrund dessen, dass eine Kor-
rektur der Fließspannungen voraussetzen wu¨rde, dass die gefundenen Ef-
fekte einzig auf die verschiedenen Probenformen zuru¨ckzufu¨hren sind und
ein evtl. auftretender Korngro¨ßeneffekt vernachla¨ssigt werden wu¨rde, wird
auf eine Darstellung der korrigierten Fließspannungen verzichtet. Dennoch
ko¨nnen durch die gefundene experimentellen Ergebnisse beim C45E mit ei-
ner mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm die beim grobko¨rnigen Material
(dk ≈ 120µm) aufgetretenen Effekte besta¨tigt werden.
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6.1.1.2 Einfluss der Probengro¨ße auf das Verfestigungsverhal-
ten
Neben dem Fließspannungsverhalten ist das Verfestigungsverhalten eines
Werkstoffes von großer Bedeutung. Der Verfestigungsexponent n, als we-
sentliche Kenngro¨ße zur Charakterisierung des Verfestigungsverhaltens me-
tallischer Werkstoffe, kann aus der doppelt logarithmischen Darstellung der
Fließkurve und dem daraus resultierenden Anstieg der Gerade zwischen zwei
Punkten ermittelt werden (Gleichung 6.5). Er gibt an, inwieweit ein Werk-
stoff gereckt werden kann, ohne dass eine Einschnu¨rung auftritt.
n =
lnσw1σw2
ln
εw,p1
εw,p2
∣∣∣
ε˙p,T
(6.5)
In Bild 6.12 ist die Entwicklung des Verfestigungsexponenten n als Funk-
tion der wahren plastischen Stauchung εw,p fu¨r den C45E mit zwei ver-
schiedenen Korngro¨ßen dargestellt. Dabei wurde der jeweilige lokale Anstieg
der Spannungs-Stauchungs-Kurve bestimmt und u¨ber εw,p aufgetragen. Der
Bereich der Lu¨dersdehnung wurde fu¨r die Bestimmung des Verfestigungsex-
ponenten vernachla¨ssigt.
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Bild 6.12: Verfestigungsexponent n als Funktion der plastischen Stauchung εw,p fu¨r
den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von a) dk = 10 µm und b) dk = 120 µm.
Aus Bild 6.12 wird deutlich, dass n mit zunehmender plastischer Verfor-
mung sinkt. Es la¨sst sich beobachten, dass fu¨r kleine Probengeometrien ein
signifikant kleinerer Wert von n gefunden wurde als fu¨r große Probengeome-
trien. Dieser Unterschied bleibt bis zu einer Stauchung von ca. 0,3 erhalten.
Wu¨rde der Verfestigungsexponent auch bei hohen Stauchgraden ausgewertet
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Bild 6.13: Verfestigungsverhalten von C45E fu¨r dk = 10 µm (a,b), dk = 34 µm
(c,d) und dk = 10 µm (e,f).
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werden, so la¨sst sich infolge des zunehmenden Reibungseinflusses bei hohen
Verformungen ein erneuter Anstieg der Tangente im Spannungs-Stauchungs-
Diagramm und letztlich des Verfestigungsexponenten auswerten. Aufgrund
des gro¨ßenabha¨ngigen Reibungseinflusses (vgl. Abschnitt 6.1.1.1) werden da-
bei fu¨r kleine Probenabmessungen ho¨here Werte fu¨r n gefunden. Da dieser
Effekt jedoch reibungsbedingt ist und nicht im Werkstoff selbst begru¨ndet
liegt, wird auf eine Auswertung von n bei hohen Stauchgraden an dieser
Stelle verzichtet.
In Bild 6.13 ist das Verfestigungsverhalten fu¨r den C45E mit verschiede-
nen Korngro¨ßen und bei verschiedenen Skalierungsfaktoren zusammenge-
fasst. Dabei wurde ein mittlerer Verfestigungsexponent n als Anstieg der
Spannungs-Stauchungs-Kurven zwischen 2% und 20% plastischer Stau-
chung (−4 ≤ ln εw,p ≤ −1, 5) ausgewertet. Es zeigt sich, dass fu¨r alle Werk-
stoffzusta¨nde eine Verkleinerung der Probengeometrie zu einem Absinken
des Verfestigungsexponenten n fu¨hrt. Ein mo¨glicher Erkla¨rungsansatz la¨sst
sich aus dem Randschichtmodell nach Meßner [50] ableiten. Die plastische
Verformung von Metallen beruht im Wesentlichen auf der Bewegung von
Versetzungen, die ein Abgleiten eines Werkstoffvolumens auf kristallogra-
phischen Ebenen entlang kristallographischer Richtungen bewirken. Wird die
Versetzungsbewegung behindert (z.B. durch neue Versetzungen, Korngren-
zen etc.) ist von außen eine ho¨here Kraft aufzuwenden, um eine Bewegung
der Versetzung und schließlich eine plastische Verformung zu erreichen. Dies
a¨ußert sich in einem Anstieg der Fließspannung. Rein aus geometrischen
Randbedingungen heraus sind die Verha¨ltnisse am Probenrand anders. Die
Versetzungen ko¨nnen in Richtung der freien Oberfla¨che ungehindert aus-
laufen. Bei einer geometrisch a¨hnlichen Skalierung der Probenabmessungen
erho¨ht sich infolge der gro¨ßtenteils gro¨ßeninvarianten Mikrostruktur der An-
teil der am Werkstu¨ckrand liegenden Ko¨rner (vgl. Bild 6.7). Daru¨ber hinaus
sind weniger Ko¨rner u¨ber dem Querschnitt der Probe verteilt, d.h. die Anzahl
der als Hindernis fu¨r die Versetzungsbeswegung fungierenden Korngrenzen
reduziert sich. Letzlich fu¨hrt dies zu einem flacheren Anstieg der Fließkurve
und demzufolge zu einem Absinken des Verfestigungsexponenten mit kleiner
werdenden Probenabmessungen.
Die fu¨r den C45E gefundenen Effekte konnten im Rahmen der Arbeit fu¨r ver-
schiedene weitere Werkstoffe besta¨tigt werden (z.B. [108,160–162]). In Bild
6.14 ist das Ergebnis fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S dargestellt. Es wird
deutlich, dass mit zunehmender Probengro¨ße ein ho¨herer Verfestigungsexpo-
nent gefunden wird. Wa¨hrend bei Fließbeginn und bei kleinen Umformgra-
den kein Unterschied zwischen den einzelnen Probenabmessungen erkennbar
wird, versta¨rkt sich dieser mit zunehmender plastischer Verformung. Wie aus
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Bild 6.14: Fließspannungsverhalten a) nominell, b) doppelt logarithmisch und c) Ver-
festigungsverhalten n = f (εw,p) fu¨r den Werkstoff Ti-6-22-22S.
Bild 6.14a hervorgeht, versagt die Titanlegierung bereits unter quasistati-
scher Druckbelastung. Eine Auswertung von n bei hohen Stauchgraden ist
demzufolge nicht mo¨glich. Aus der Fließkurve la¨sst sich ableiten, dass der
Zeitpunkt des Versagens wiederum von den gewa¨hlten Probengeometrien
abha¨ngt. Das gro¨ßenabha¨ngige Versagensverhalten des Werkstoffs wird in
Abschnitt 6.2 noch na¨her diskutiert.
Fu¨r die Aluminiumlegierung Al7075 la¨sst sich lediglich bei geringen plasti-
schen Verformungen ein Abfall des Verfestigungsexponenten n finden (Bild
6.15). Bereits ab ca. 20 % plastischer Verformung werden fu¨r kleine Pro-
benabmessungen ho¨here Werte fu¨r n ausgewertet als fu¨r große Probengeo-
metrien. Eine mo¨gliche Ursache hierfu¨r liegt wiederum in der gro¨ßenabha¨ngi-
gen Zunahme der Reibung bei kleiner werdenden Probenabmessungen.
6.1. FLIESS- UND VERFESTIGUNGSVERHALTEN 91
wahre plastische Stauchung εw,p [-]
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8
w
a h
r e
 F
l i e
ß s
p a
n n
u n
g  
σ w
 [ M
P a
]
400
500
600
700
800
900
1000
Al7075, Ø1x1, 10-3 s-1
Al7075, Ø2x2, 10-3 s-1
Al7075, Ø4x4, 10-3 s-1
Al7075, Ø6x6, 10-3 s-1
ln εw,p [-]
-7 -6 -5 -4 -3 -2 -1 0
l n
 σ w
 [ l
n  
M
P a
]
6.2
6.3
6.4
6.5
6.6
6.7
6.8
6.9
Al7075, Ø1x1, 10-3 s-1
Al7075, Ø2x2, 10-3 s-1
Al7075, Ø4x4, 10-3 s-1
Al7075, Ø6x6, 10-3 s-1
(a) (b)
wahre plastische Stauchung εw,p [-]
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8
V e
r f
e s
t i g
u n
g s
e x
p o
n e
n t
 n
 [ -
]
0.00
0.05
0.10
0.15
0.20
0.25
Al7075, Ø1x1, 10-3 s-1
Al7075, Ø2x2, 10-3 s-1
Al7075, Ø4x4, 10-3 s-1
Al7075, Ø6x6, 10-3 s-1
(c)
Bild 6.15: Fließspannungsverhalten a) nominell, b) doppelt logarithmisch und c) Ver-
festigungsverhalten n = f (εw,p) fu¨r den Werkstoff Al7075.
6.1.1.3 Einfluss des Stauchverha¨ltnisses
In Bild 6.16 ist exemplarisch fu¨r den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße
von 10 µm der Einfluss des in Gleichung 5.3 definierten Stauchverha¨lt-
nisses fu¨r zwei unterschiedliche Probengro¨ßen gezeigt. Wie erwartet, wird
mit gro¨ßer werdendem Stauchverha¨ltnis eine ho¨here Fließspannung gemes-
sen. Mit zunehmender plastischer Verformung steigt die Differenz zwischen
den ermittelten Fließkurven deutlich an. Wa¨hrend fu¨r gro¨ßere Probenabmes-
sungen (Bild 6.16b) erst ab einer plastischen Stauchung von εw,p ≈ 0, 25
der Einfluss des Stauchverha¨ltnisses signifikant in Erscheinung tritt, wird
dieser Effekt fu¨r kleinere Probenabmessungen schon bei deutlich geringe-
ren Stauchgraden beobachtet. Ursache hierfu¨r ist, wie bereits in Abschnitt
6.1.1.1 erwa¨hnt, die vera¨nderte Stirnfla¨chenreibung bei zunehmender Minia-
turisierung der Probenabmessungen.
Um den geometriebedingten Reibungsanteil korrigieren zu ko¨nnen, existie-
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Bild 6.16: Einfluss des Stauchverha¨ltnisses s auf das Fließspannungsverhalten von
C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm unter quasistatischer Druck-
belastung (ε˙ = 10−3 s−1) fu¨r einen Probendurchmesser von (a) d0 = 2 mm und (b)
d0 = 6 mm.
ren verschiedene Ansa¨tze, wobei der von Siebel [128] bzw. Davies und Hun-
ter [129], dessen Grundlage das Modell von Siebel ist, die einfachsten sind.
Nach Siebel la¨sst sich die Fließspannung σy fu¨r einen Werkstoff im Zylinder-
stauchversuch unter Beachtung der Stirnfla¨chenreibung nach Gleichung 6.6
bestimmen, wobei F die gemessene Kraft und A, d sowie h die Querschnitts-
fla¨che, der Durchmesser und die Ho¨he der Probe wa¨hrend der Verformung
sind.
σy =
F
A
· 1
1 + 13µ
d
h
(6.6)
Aus Gleichung 6.6 wird deutlich, dass die gemessene Fließspannung ent-
sprechend dem Stauchverha¨ltnis und dem Reibungskoeffizienten µ korrigiert
wird. Eine Erweiterung des Ansatzes von Siebel erfolgte bspw. durch Rei-
cherter [163], der den Einfluss der Kru¨mmung der Mantellinie beim Zy-
linderstauchversuch beru¨cksichtigt. Beide Ansa¨tze setzen einen konstanten
Reibungskoeffizienten voraus, was, wie in Abschnitt 6.1.1.1 gezeigt wurde,
bei der Beachtung von Skalierungseffekten nicht zula¨ssig ist und die An-
wendbarkeit der Beziehungen einschra¨nkt.
Frobin [130] benutzt das Extrapolationsverfahren, um die wahre Fließspan-
nung zu bestimmen. Vorteil der Methode ist es, dass sie unabha¨ngig von
Skalierungsaspekten eingesetzt werden kann und keine Bestimmung des Rei-
bungskoeffizienten µ voraussetzt. Dabei werden die gemessenen Fließspan-
nungen u¨ber dem Stauchverha¨ltnis aufgetragen. Die Messwerte werden li-
near interpoliert, wobei der Schnittpunkt der Interpolationsgeraden mit der
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Bild 6.17: Einfluss des Stauchverha¨ltnisses s auf die Fließspannung von C45E mit
einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm unter quasistatischer Druckbelastung
(ε˙ = 10−3 s−1) fu¨r einen Probendurchmesser von (a) d0 = 2 mm und (b) d0 = 6 mm.
y-Achse die wahre Fließspannung wiederspiegelt. Voraussetzung dafu¨r ist die
Annahme, dass sich der reibungsbehaftete Messwert der Fließspannung mit
kleiner werdendem Stauchverha¨ltnis dem wahren Wert der Fließspannung
anna¨hert. Wird d0h0 gleich null, so resultiert daraus der wahre Fließspannungs-
wert des Werkstoffes. In Bild 6.17 und 6.18 ist das Extrapolationsverfahren
fu¨r den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße dk von 10 µm bzw. 120 µm auf
zwei verschiedene Probenabmessungen angewendet worden.
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Bild 6.18: Einfluss des Stauchverha¨ltnisses s auf die Fließspannung von C45E mit
einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 120 µm unter quasistatischer Druckbelastung
(ε˙ = 10−3 s−1) fu¨r einen Probendurchmesser von (a) d0 = 2 mm und (b) d0 = 6 mm.
Eine Auswertung der Darstellungen besta¨tigt die in Abschnitt 6.1.1.1 gefun-
denen Ergebnisse. Fu¨r eine mittlere Korngro¨ße dk von 10 µm ko¨nnen lediglich
marginale Fließspannungsunterschiede zwischen beiden Probenabmessungen
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ermittelt werden. Die aus der Extrapolationsmethode resultierenden Fließ-
spannungen (Schnittpunkt der Extrapolationsgeraden mit der y-Achse) sind
nahezu gleich groß. Der Werkstoff mit einer mittleren Korngro¨ße dk von
120 µm zeigt ein deutlich gro¨ßenabha¨ngiges Fließspannungsverhalten. Die
Werte der ∅6 mm-Probe liegen um ca. 70-80 MPa unter denen fu¨r die
kleineren Probenabmessungen. Eine mo¨gliche Ursache hierfu¨r liegt in der
Statistik der Verteilung und Orientierung der Ko¨rner. Im Vergleich zu einer
Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm kann bei dem grobko¨rnigen Material nicht mehr
von einer homogenen und isotropen Verformung ausgegangen werden. Aus
der statistischen Verteilung der Ko¨rner wird ein zunehmender Einfluss auf
das mechanischen Werkstoffverhalten erwartet. Dies resultiert bspw. in der
Zunahme der experimentellen Streuung der Messwerte.
Fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S und die Aluminiumlegierung Al7075 wur-
de ein a¨hnliches Verhalten beobachtet. Auf eine detaillierte Darstellung der
Ergebnisse soll jedoch aufgrund fehlenden Erkenntniszugewinns an dieser
Stelle verzichtet werden.
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6.1.2 Werkstoffverhalten unter dynamischer Belastung
6.1.2.1 Fließspannungsverhalten
Bild 6.19 zeigt den Einfluss der Probengro¨ße auf das gemessene Fließspan-
nungsverhalten von C45E unter dynamischer Druckbelastung (ε˙ ≈ 200 s−1).
Es la¨sst sich ein deutlicher Probengro¨ßeneffekt erkennen. Wie bereits im qua-
sistatischen Belastungsfall wurden fu¨r kleinere Probenabmessungen ho¨here
Fließspannungen gemessen als fu¨r große Geometrien. Unter quasistatischer
Belastung konnte dabei lediglich fu¨r große Korngro¨ßen (dk ≈ 120 µm) ein
deutlicher Gro¨ßeneffekt gefunden werden (vgl. Bild 6.1). Unter dynamischer
Belastung hingegen wird der Einfluss der Probengro¨ße deutlich versta¨rkt,
sodass auch fu¨r kleinere Korngro¨ßen signifikante Fließspannungsunterschie-
de zwischen den einzelnen Probenabmessungen gefunden werden. Bild 6.20
und 6.21 verdeutlichen dies. Fu¨r beide gezeigten Korngro¨ßen des C45E ist
ein deutlicher Zuwachs der Fließspannung mit abnehmender Probengro¨ße
bereits bei geringen plastischen Verformungen erkennbar, der bis zu hohen
plastischen Stauchgraden erhalten bleibt. Um auch unter dynamischer Be-
lastung den Einfluss noch kleinerer Abmessungen zu untersuchen, wurden
Stauchversuche in einem 120 kg Fallwerk unter Verwendung der speziell
an kleine Probenabmessungen angepassten Geometrie der einseitig fixierten
Stauchprobe durchgefu¨hrt (vgl. Bild 6.8). Um auch hier die Vergleichbarkeit
der Ergebnisse mit denen der Zylinderstauchversuche abzuscha¨tzen, wurden
numerische Simulationen in DEFORM-2DTM durchgefu¨hrt und die resul-
tierenden Spannungs- und Dehnungsverteilungen sowie die Kontaktkra¨fte
miteinander verglichen. Da es sich in diesem Fall um einen dynamischen
Umformvorgang handelt, wurde die Temperaturerho¨hung und -verteilung in
die Auswertung mit einbezogen. Bild 6.22 zeigt die Verteilung der genann-
ten Gro¨ßen in der Probe. Es wird deutlich, dass auch unter dynamischer
Belastung die Spannungs- und Dehnungsverteilung in der Zylinderstauchpro-
be wesentlich homogener sind, als fu¨r die einseitig fixierte Probengeometrie.
Bedingt durch die Stirnfla¨chenreibung wa¨hrend des Versuches, die in der
FE-Simulation mit µ = 0, 05 als konstant angenommen wurde, bildet sich
auch unter dynamischer Druckbelastung in der Zylinderstauchprobe das ty-
pische Schmiedekreuz aus. Infolge dessen, dass die Temperaturerho¨hung ∆T
wa¨hrend der Verformung proportional zur spezifischen Umformarbeit
∫
σdεp
ist (vgl. Gleichung 6.7) und die Spannungsverteilung (Bild 6.22c,d) in der
Probe nahezu homogen ist, ergibt sich fu¨r die Temperaturverteilung (Bild
6.22e,f) ein a¨hnliches Bild wie fu¨r die Verteilung der von-Mises-Dehnung
(Bild 6.22a,b).
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Bild 6.19: Einfluss der Probengro¨ße auf das Fließspannungsverhalten von C45E unter
dynamischer Druckbelastung (ε˙ ≈ 200 s−1): (a) dk ≈ 10 µm, (b) dk ≈ 34 µm und (c)
dk ≈ 120 µm.
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Bild 6.20: Skalierungseinfluss auf die Druckfließspannung fu¨r verschiedene plastische
Stauchungen fu¨r den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm unter
dynamischer Belastung (ε˙ ≈ 200 s−1).
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Bild 6.21: Skalierungseinfluss auf die Druckfließspannung fu¨r verschiedene plastische
Stauchungen fu¨r den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 120 µm unter
dynamischer Belastung (ε˙ ≈ 200 s−1).
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Bild 6.22: Vergleich der beiden verwendeten Probengeometrien mittels FEM: (a,c,e)
Zylinderstauchprobe und (b,d,f) Probengeometrie fu¨r kleinste Probendurchmesser nach
jeweils 10% Verformung (effektive Dehnung (a,b), von-Mises-Spannung (c,d) und Tem-
peratur (e,f)).
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Bild 6.23: Aus der numerischen Simulation fu¨r einen dynamischen Belastungsfall
(ε˙ = 200 s−1) erhaltene Spannungs-Stauchungs-Verla¨ufe fu¨r eine Zylinderstauchprobe
und eine auf kleinste Abmessungen angepasste Probenform.
∆T =
θ
ρ · c
∫
σdεp (6.7)
In Gleichung 6.7 ist θ der sogenannte Taylor-Quinney-Faktor [164], der den
fu¨r die Temperaturerho¨hung wa¨hrend der Umformung zur Verfu¨gung ste-
henden Anteil der umgesetzten Energie angibt und fu¨r die meisten me-
tallischen Werkstoffe mit θ = 0, 9...0, 95 als konstant angenommen wird
(z.B. [165, 166]), ρ und c sind die Dichte bzw. Wa¨rmekapazita¨t des Werk-
stoffes. Werden die in der numerischen Simulation ermittelten Kontaktkra¨fte
und die daraus resultierenden Spannungs-Stauchungs-Verla¨ufe betrachtet
(Bild 6.23), so zeigt sich ein a¨hnliches Bild wie bereits unter quasistatischer
Druckbelastung (vgl. Bild 6.10). Bis zirka 10% Verformung sind die aus
der Verwendung beider Probenformen resultierenden Spannungen miteinan-
der vergleichbar. Die Einbeziehung ho¨herer Verformungen ist aufgrund der
zunehmenden Differenz der Messergebnisse nicht zula¨ssig. Ursachen hierfu¨r
sind zum einen in der geometrisch bedingten Behinderung der Fließbewe-
gung am Probenfuß der angepassten Probengeometrie und zum anderen
in der unterschiedlichen Temperaturerho¨hung in der Probe durch Konzen-
tration der Verformung auf den oberen Teil der Probe sowie vera¨nderten
Wa¨rmeableitungsbedingungen zu finden.
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Bild 6.24 fasst die Messergebnisse fu¨r den C45E mit einer mittleren Korn-
gro¨ße von dk ≈ 10 µm zusammen. Wie bereits unter quasistatischer Druck-
belastung (vgl. Bild 6.11) la¨sst sich auch bei hohen Dehnungsgeschwindig-
keiten von ε˙ = 200 s−1 ein u¨berproportionaler Anstieg der Fließspannung
bei kleinen Probengeometrien (Λ < 0, 33) finden.
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Bild 6.24: Skalierungseinfluss auf die Fließspannung von C45E mit einer mittleren
Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm unter dynamischer Druckbelastung (ε˙ ≈ 200 s−1).
Aufgrund des thermisch aktivierten Fließspannungsverhaltens des C45E wer-
den unter dynamischer Druckbelastung deutlich ho¨here Fließspannungen ge-
messen als unter quasistatischer Druckbelastung. Daru¨ber hinaus zeigt sich
ein versta¨rkter Einfluss der Probengeometrie. So la¨sst sich bei Dehnungsge-
schwindigkeiten von ε˙ = 200 s−1 bei 10% Verformung u¨ber den gesamten
Probengro¨ßenbereich ein Fließspannungszuwachs von ca. 800 MPa im Ver-
gleich zu ca. 300 MPa bei ε˙ = 10−3 s−1 feststellen. Eine Ursache hierfu¨r ist
der bereits im Abschnitt 6.1.1.1 beschriebene Anstieg des Reibungskoeffizi-
enten µ bei einer Verringerung der Probengeometrie.
Unter dynamischer Belastung muss jedoch zusa¨tzlich der Einfluss der ver-
formungsbedingten Temperaturerho¨hung Beru¨cksichtigung finden. Einen
mo¨glichen Ansatz hierfu¨r liefert die aus der Thermodynamik bekannte
Fourier-Zahl F0 (Gleichung 6.8), welche eine Funktion des betrachteten
Werkstoffs (Temperaturleitfa¨higkeit a), der verwendeten Geometrie (cha-
rakteristische La¨nge l) und der Prozessdauer (Zeit t) ist.
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F0 =
a · t
l2
(6.8)
Zehnder et al. [167] nutzen die Fourier-Zahl, um die Zeit zu berechnen,
bei der ein Prozess typischerweise als adiabat angesehen werden kann. Ist
F0 ≤ 0, 01, liegen so kurze Zeiten vor, dass der Prozess quasi adiabat ist.
Ist die Fourier-Zahl F0 ≥ 10, so ist der Prozess quasi isotherm. Wird die
Zeit t in Gleichung 6.8 durch die Dehnung ε und die Dehnungsgeschwindig-
keit ε˙ substituiert, so kann die Fourier-Zahl F0 entsprechend Gleichung 6.9
berechnet werden.
F0 =
a · ε
ε˙ · l2 (6.9)
Auf einen Zylinderstauchversuch angewendet heißt das, der thermodyna-
mische Zustand des Prozesses ist linear von der Verformung der Probe,
umgekehrt proportional von der Stauchgeschwindigkeit und umgekehrt pro-
portional vom Quadrat der Probengro¨ße abha¨ngig. Demzufolge ergibt sich
aus der Vera¨nderung der Probengeometrie ein versta¨rkter Einfluss auf den
thermodynamischen Charakter des Verformungsvorganges im Vergleich an-
deren Einflussgro¨ßen. Hierin wird eine der Ursachen fu¨r die unter dynami-
scher Belastung versta¨rkt aufgetretenen Gro¨ßeneffekte gesehen. Bild 6.25
verdeutlicht dies am Beispiel des C45E, wobei die Temperaturleitfa¨higkeit a
mit 1, 305 · 10−5 m2/s als konstant angenommen wurde.
Es wird deutlich, dass sich der U¨bergang vom isothermen zum adiaba-
ten Prozesscharakter mit zunehmender Miniaturisierung zu ho¨heren Deh-
nungsgeschwindigkeiten verschiebt. Fu¨r eine Probe mit einem Durchmesser
d0 = 6 mm (Λ = 1) kann beispielsweise von einem adiabaten Prozess
gesprochen werden, wenn bis zu einer Verformung von 25% eine Dehnungs-
geschwindigkeit von ε˙ ≈ 9 s−1 vorliegt. Fu¨r eine Probe mit einem Aus-
gangsdurchmesser von d0 = 2 mm bzw. d0 = 1 mm (Λ = 0, 333 bzw.
Λ = 0, 167) mu¨sste diese bei 82 s−1 bzw. 326 s−1 liegen. Im Umkehrschluss
heißt das, dass mit kleiner werdenden Probengeometrien auch bei hohen
Verformungsgeschwindigkeiten Wa¨rmeleitungseffekte immer noch eine Rolle
spielen ko¨nnen. Demnach kann die Temperaturerho¨hung wa¨hrend der Ver-
formung nicht ohne Weiteres aus Gleichung 6.7 abgescha¨tzt werden. Einen
ersten Ansatz, die geschwindigkeitsabha¨ngige Temperaturerho¨hung analy-
tisch einzubeziehen, la¨sst sich aus der Arbeit von Hahn [103] entnehmen.
Darin wird der Taylor-Quinney-Faktor θ aus Gleichung 6.7 durch einen Ener-
gieumsatzparameter η (Gleichung 6.10) ersetzt. Folglich la¨sst sich die Tem-
peraturerho¨hung ∆T durch Gleichung 6.11 berechnen.
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Bild 6.25: Gro¨ßenabha¨ngiger U¨bergang von isothermen zum adiabaten Prozesscha-
rakter fu¨r den C45E.
η = η0 ·
[
1− e−(p·ε˙)q
]
(6.10)
∆T =
η0 ·
[
1− e−(p·ε˙)q
]
ρ · c
∫
σdεp (6.11)
Die Koeffizienten p und q sind materialabha¨ngige Konstanten und wurden
beispielsweise in [116] fu¨r den unlegierten Vergu¨tungsstahl C45E zu p = 1
und q = 0, 3 bestimmt. η0 ist der maximal erreichbare Energieumsatz und
wird entsprechend dem Taylor-Quinney-Faktor mit 0, 9...0, 95 als konstant
angenommen. Um die bereits beschriebenen Gro¨ßeneffekte in den Ansatz
(Gleichung 6.10) zu integrieren, ist die Einfu¨hrung eines la¨ngenabha¨ngigen
Parameters notwendig. Dazu muss zuna¨chst gekla¨rt werden, welchen Ein-
fluss die Parameter p und q auf den Energieumsatzparameter η im Spezi-
ellen haben. In Bild 6.26 ist die Vera¨nderung von η in Abha¨ngigkeit von
p und q dargestellt. Es zeigt sich, dass eine Variation von p eine Verschie-
bung des Energieumsatzparameters entlang der logarithmischen Achse der
Dehnungsgeschwindigkeit bewirkt. Eine Vera¨nderung des Parameters q hin-
gegen bedingt eine Scherung der Kurve um den Wert bei einer Dehnrate von
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ε˙ = 1 s−1. Das heißt, bei einer Vera¨nderung des Parameters p wird ledig-
lich der U¨bergang zwischen einem isothermen und einem adiabaten Prozess
zu anderen Dehnungsgeschwindigkeiten hin verschoben. Bei einer Variation
von q wird die La¨nge des U¨bergangsbereichs zwischen einem isothermen und
einem adiabaten Prozess vera¨ndert. Unter Beachtung der durch die Fourier-
Zahl F0 beschriebenen Verschiebung des thermodynamischen Prozesscha-
rakters hin zu ho¨heren Dehnungsgeschwindigkeiten bei einer zunehmenden
Miniaturisierung der Probenabmessungen (vgl. Gleichung 6.9 und Bild 6.25)
ist offensichtlich die Einfu¨hrung eines la¨ngenabha¨ngigen Parameters p ge-
eignet, um die erla¨uterten Gro¨ßeneffekte zu beschreiben.
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Bild 6.26: Einfluss der Parameter p und q auf den Energieumsatzparameter η.
Um diesen zu bestimmen, werden die Gleichungen 6.9 und 6.10 nach der
Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ umgestellt und gleichgesetzt. Durch Auflo¨sen
der Gleichung und Zusammenfassung der konstanten Eingangsgro¨ßen im
Parameter ξ ergeben sich zur Beschreibung des U¨bergangs zum adiabaten
bzw. isothermen Prozesscharakters die Gleichungen 6.12 und 6.13.
ε˙ad =
ξad · ε
Λ2
·
ln 1
1−
(
η
η0
)
ad

1
q
(6.12)
ε˙iso =
ξiso · ε
Λ2
·
ln 1
1−
(
η
η0
)
iso

1
q
(6.13)
Neben den konstanten Gro¨ßen wird der Parameter ξ von der festzulegenden
Grenze zum adiabaten bzw. isothermen Prozess bestimmt. Das heißt, wird
als U¨bergang zum adiabaten Prozess bspw. 0, 9 · η0 angesetzt, so ergibt sich
ein ξad von 1, 1243. Soll die Grenze bei 95% oder 99% liegen, reduzieren
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sich die Werte auf 0, 4677 bzw. 0, 1115. Wird der U¨bergang zum isother-
men Prozess bei 0, 1 · η0 definiert, so ist ξiso gleich 32,811.
Um den Ansatz zu validieren, wurden numerische Variationsrechnungen des
Zylinderstauchversuches fu¨r verschiedene Probengro¨ßen und Dehnungsge-
schwindigkeiten im Programmsystem DEFORM-2DTM durchgefu¨hrt. Die
Wa¨rmeleitung wurde als Funktion der Temperatur beru¨cksichtigt. Der
Wa¨rmeu¨bergang zwischen Probe und Stauchbahn wurde mit 40 N/(s·mm·K)
als konstant angenommen. Die Ergebnisse wurden hinsichtlich der Tempera-
turentwicklung im Kern der Probe nach 50% Verformung ausgewertet und
in Bild 6.27 zusammengefasst.
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Bild 6.27:Aus der numerischen Simulation in DEFORM-2DTM abgescha¨tzte Tempera-
turerho¨hung innerhalb einer Zylinderstauchprobe fu¨r den C45E nach 50% Verformung:
(a) gro¨ßenabha¨ngige Temperaturentwicklung und (b) auf die Anfangsfließspannung σ
normierte Temperaturentwicklung zur Unterdru¨ckung des thermisch aktivierten Fließ-
spannungszuwachses.
Wie erwartet, zeigt sich eine Verschiebung der Temperaturentwicklungskurve
mit einer zunehmenden Miniaturisierung hin zu gro¨ßeren Dehnraten. Durch
den thermisch aktivierten Fließspannungszuwachs bei steigender Dehnrate
la¨uft die Temperaturkurve jedoch nicht in eine Sa¨ttigung, sondern steigt
auch bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten weiter an (Bild 6.27a). Um die-
sen Effekt zu unterdru¨cken, wird in Bild 6.27b die Temperaturerho¨hung auf
die Ausgangsfließspannung normiert. Es ergibt sich eine nahezu ideale Sa¨tti-
gungskurve der Temperaturentwicklung u¨ber der logarithmischen Dehnrate.
Werden darauf die Beziehungen 6.12 und 6.13 angewendet, so ergibt sich
bspw. fu¨r eine adiabate Prozessgrenze von 90% eine Grenzdehnrate ε˙ad fu¨r
Proben mit einem Durchmesser von d0 = 1 mm bzw. d0 = 6 mm von
650 s−1 bzw. 18 s−1. Fu¨r eine Grenze zum isothermen Prozess von 0, 1·η0 er-
geben sich fu¨r beide Probengeometrien 0, 6 s−1 bzw. 0, 02 s−1. Beide Annah-
men stimmen zumindest tendenziell gut mit den numerischen Ergebnissen
u¨berein. Demnach scheint es sinnvoll, den Ansatz fu¨r die Beschreibung eines
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geschwindigkeitsabha¨ngigen Energieumsatzes um einen gro¨ßenabha¨ngigen
Term zu erweitern, um gefundene thermodynamisch bedingte Gro¨ßeneffekte
vorhersagen zu ko¨nnen.
6.1.2.2 Verfestigungsverhalten
Neben dem Fließspannungsverhalten spielt auch das dynamische Verfesti-
gungsverhalten eine wichtige Rolle. Da nahezu alle technisch relevanten
Fertigungsverfahren einen dynamischen Charakter aufweisen, muss auch das
dynamische Verfestigungsverhalten beru¨cksichtigt werden. Inbesondere bei
der Auslegung von Umformprozessen ist der Festigkeitszuwachs mit zuneh-
mender Verformung bspw. bei der Abscha¨tzung der wirkenden Umformkra¨fte
von entscheidender Bedeutung. Aber auch in der Zerspanungstechnik spielt
die dynamische Verfestigung bei den resultierenden Zerspankra¨ften und beim
Werkzeugverschleiß eine wesentliche Rolle.
Die Bewertung des Verfestigungsverhaltens erfolgt analog zum quasistati-
schen Belastungsfall, indem der Anstieg der in doppelt logarithmischer Dar-
stellung aufgetragenen dynamischen Fließkurve mittels Gleichung 6.5 be-
rechnet wird. Bild 6.28 fasst das dynamische Verfestigungsverhalten des ver-
wendeten C45E mit den drei verschiedenen Korngro¨ßen zusammen. Entge-
gen dem quasistatischen Belastungsfall kristallisieren sich unter dynamischer
Druckbelastung drei wesentliche Bereiche heraus, in denen sich der aus dem
Anstieg der Geraden im lnσ− ln εp - Diagramm resultierende Verfestigungs-
exponent n signifikant a¨ndert.
Der erste Bereich ist durch einen negativen Anstieg der lnσ − ln εp - Kur-
ve gekennzeichnet und charakterisiert den fu¨r unlegierte Vergu¨tungssta¨hle
typischen diskontinuierlichen U¨bergang zum plastischen Fließen. Diese
Streckgrenzenerscheinung (Lu¨ders-Dehnung) ist prima¨r auf die Spannungs-
abha¨ngigkeit der Bewegungsgeschwindigkeit von Versetzungen zuru¨ck-
zufu¨hren [168]. Daran maßgeblich beteiligt sind Anreicherungen von Ein-
lagerungsatomen (insbesondere Kohlenstoff und Stickstoff) in sogenann-
ten Cottrell-Wolken, die eine Bewegung der Versetzungen behindern. Durch
erho¨hte a¨ußere Spannungen (obere Streckgrenze) werden diese von den Wol-
ken losgerissen. Der anschließende Spannungsabfall resultiert in einem
”
ne-
gativen” Verfestigungsexponenten n.
Im zweiten Bereich (bis ca. 15% plastischer Verformung) zeigt sich unter
dynamischer Druckbelastung ein a¨hnliches Verfestigungsverhalten wie un-
ter quasistatischer Belastung (vgl. Bild 6.13). Mit abnehmender Proben-
gro¨ße wird ein Absinken des Verfestigungsexponenten beobachtet. Auch
hier la¨sst sich ein Erkla¨rungsansatz aus dem von Meßner [50] entwickel-
ten Randschichtmodell ableiten, da die Anzahl der die Versetzungsbewe-
6.1. FLIESS- UND VERFESTIGUNGSVERHALTEN 105
Skalierungsfaktor Λ [-]
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2
Ve
rf
es
tig
un
gs
ex
po
ne
nt
 n
 [-
]
0.00
0.05
0.10
0.15
0.20
0.25
0.30
C45E, dk=120 µm, εw,p < 0,15, 200 s-1
C45E, dk=120 µm, εw,p > 0,15, 200 s-1
Skalierungsfaktor Λ [-]
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2
Ve
rf
es
tig
un
gs
ex
po
ne
nt
 n
 [-
]
0.00
0.05
0.10
0.15
0.20
0.25
0.30
C45E, dk=34 µm, εw,p < 0,15, 200 s-1
C45E, dk=34 µm, εw,p > 0,15, 200 s-1
Skalierungsfaktor Λ [MPa]
0.0 0.2 0.4 0.6 0.8 1.0 1.2
Ve
rf
es
tig
un
gs
ex
po
ne
nt
 n
 [-
]
0.00
0.05
0.10
0.15
0.20
0.25
0.30
C45E, dk=10 µm, εw,p < 0,15, 200 s-1
C45E, dk=10 µm, εw,p > 0,15, 200 s-1
ln εw,p [-]
-8 -6 -4 -2 0
ln
 σ w
 [l
n 
M
Pa
]
6.2
6.4
6.6
6.8
7.0
7.2
7.4
C45E, dk=10 µm, Ø1x1, 200 s
-1
C45E, dk=10 µm, Ø2x2, 200 s
-1
C45E, dk=10 µm, Ø4x4, 200 s
-1
C45E, dk=10 µm, Ø6x6, 200 s
-1
ln εw,p [-]
-8 -6 -4 -2 0
ln
 σ w
 [l
n 
M
Pa
]
6.2
6.4
6.6
6.8
7.0
7.2
7.4
C45E, dk=34 µm, Ø1x1, 200 s
-1
C45E, dk=34 µm, Ø2x2, 200 s
-1
C45E, dk=34 µm, Ø4x4, 200 s
-1
C45E, dk=34 µm, Ø6x6, 200 s
-1
ln εw,p [-]
-8 -6 -4 -2 0
ln
 σ w
 [l
n 
M
Pa
]
6.2
6.4
6.6
6.8
7.0
7.2
7.4
C45E, dk=120 µm, Ø1x1, 200 s
-1
C45E, dk=120 µm, Ø2x2, 200 s
-1
C45E, dk=120 µm, Ø4x4, 200 s
-1
C45E, dk=120 µm, Ø6x6, 200 s
-1
(a) (b)
(c) (d)
(e) (f)
Bild 6.28: Verfestigungsverhalten von C45E fu¨r dk = 10 µm (a,b), dk = 34 µm
(c,d) und dk = 120 µm (e,f) unter dynamischer Druckbelastung (ε˙ ≈ 200 s−1).
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gung behindernden Korngrenzen mit abnehmender Probengro¨ße sinkt. Bei
ho¨heren Verformungen hingegen muss die aus der dynamischen Verformung
resultierende Temperaturerho¨hung mit beru¨cksichtigt werden. Wie bereits
in Abschnitt 6.1.2.1 gezeigt wurde, ist der thermodynamische Prozesscha-
rakter und demzufolge auch die Temperaturerho¨hung wa¨hrend der Verfor-
mung gro¨ßenabha¨ngig. Bei einer konstanten Dehnungsgeschwindigkeit wird
fu¨r kleine Probenvolumina ein geringerer Temperaturanstieg erwartet als fu¨r
gro¨ßere Abmessungen. Demzufolge wird sich die Temperaturentfestigung
bei gro¨ßeren plastischen Verformungen bei großen Proben sta¨rker auswir-
ken als bei kleinen. Aus der U¨berlagerung der beiden Effekte leitet sich das
Verfestigungsverhalten des Werkstoffes im dritten Bereich (> 15% plasti-
sche Verformung) ab. Bis zu einem Skalierungsfaktor von Λ = 0, 33 wird
zwar noch ein geringer Abfall des Verfestigungsexponenten n mit kleiner
werdenden Abmessungen gefunden, fu¨r Kleinstproben hingegen liegt dieser
aufgrund der beschriebenen Effekte auf gleichem Niveau wie fu¨r große Pro-
ben. Da sich jedoch eine Probenerwa¨rmung in jedem Fall auch unabha¨ngig
von der verwendete Probenform auf das resultierende Fließspannungs- und
Verfestigungsverhalten auswirkt, liegt der Verfestigungsexponent im dritten
Bereich deutlich unter den Werten von n bis ca. 15% plastischer Verfor-
mung.
In Bild 6.29 ist das Verfestigungsverhalten fu¨r die untersuchte Titan- und
Aluminiumlegierung zusammengefasst.
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Bild 6.29: Entwicklung des Verfestigungsexponenten n in Abha¨ngigkeit des Skalie-
rungsfaktors Λ unter dynamischer Druckbelastung fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S
und die Aluminiumlegierung Al7075 T6.
Es wird deutlich, dass beide Werkstoffe unter dynamischer Druckbelastung
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im Vergleich zum C45E eine deutlich geringere Verfestigung aufweisen. Fu¨r
die Aluminiumlegierung konnte dabei das Verhalten des C45E besta¨tigt
werden. Mit kleiner werdenden Probenabmessungen wurde ein Abfall des
Verfestigungsexponenten n gemessen. Die Titanlegierung zeigt jedoch ge-
gensa¨tzliches Verfestigungsverhalten. Mit kleiner werdendem Pru¨fvolumen
wurde hier ein leichter Anstieg des Verfestigungsexponenten gefunden. Ei-
ne mo¨gliche Ursache hierfu¨r liegt darin, dass der Werkstoff unter Druck-
belastung zum adiabaten Scherversagen neigt. Dabei kommt es wa¨hrend
der Verformung zur Verformungslokalisierung und zur Bildung sogenannter
Scherba¨nder, die Ausgangspunkt des makroskopisch messbaren Versagens
(Kraftabfall wa¨hrend des Versuches) sind. Die Vorscha¨digung in Form von
Verformungslokalisierungen und Mikrorissen findet jedoch weit vor dem ei-
gentlichen Versagen statt. Dadurch wird der Werkstoff geschwa¨cht und es
kann weniger Belastung ertragen werden. In anderen Worten heißt das, dass
fu¨r das plastische Fließen des Werkstoffes geringere a¨ußere Kra¨fte notwendig
sind. Demzufolge ist ein geringerer Fließspannungszuwachs mit zunehmen-
der plastischer Verformung nachweisbar, der in einem geringeren Verfesti-
gungsexponenten n resultiert. In Abschnitt 6.2 wird gezeigt, dass der Be-
ginn der Scha¨digung und das Auftreten des makroskopischen Scherversagens
gro¨ßenabha¨ngig sind. Dabei sind die ertragbaren plastischen Verformungen
bis zum Bruch εp,f bei kleineren Probengro¨ßen ho¨her als bei großen Ab-
messungen. Dadurch la¨sst sich der Verfestigungsexponent n fu¨r kleine Pro-
bengeometrien fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S im Vergleich zu großen
Proben bis zu ho¨heren Verformungen auswerten. Darin liegt die Ursache des
leichten Anstieges des Verfestigungseponenten fu¨r die Titanlegierung.
6.1.2.3 Dehnratensensitivita¨t
Fu¨r die Bestimmung der Dehnratensensitivita¨t eines Werkstoffes werden in
der Literatur verschiedene Mo¨glichkeiten vorgeschlagen. In [169] und [170]
wird die Dehnratensensitivita¨t C als partielle Ableitung der Fließspannung
nach dem Logarithmus der Dehnrate definiert (Gleichung 6.14). Obwohl in
der Literatur von der Dehnratensensitivita¨t u¨berwiegend als dimensionslose
Gro¨ße gesprochen wird, kann in diesem Falle jedoch von einem Festigkeits-
zuwachs je Geschwindigkeitsdekade gesprochen werden. Das heißt, der Wert
C gibt einen Spannungswert wieder, der leicht zu interpretieren ist. Die-
se Definition soll deshalb im Folgenden Anwendung finden. Weitere Ansa¨tze
werden bspw. in [171] (Gleichung 6.15) und [172] (Gleichung 6.16) genannt.
Diese sollen jedoch nicht weiter verfolgt werden.
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Bild 6.30: Dehnratensensitivita¨t von C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von
dk ≈ 10 µm.
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In Bild 6.30 ist die Dehnratensensitivita¨t C in MPa je Geschwindigkeitsde-
kade (dek s−1) von C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm als
Funktion der plastischen Verformung fu¨r verschiedene Probengro¨ßen darge-
stellt. Die Ermittlung der dargestellten Werte erfolgt im Dehngeschwindig-
keitsbereich zwischen 10−3 und 103 s−1.
Es wird deutlich, dass kleinere Probengeometrien eine ho¨here Dehnraten-
sensitivita¨t haben als große Proben. Der Unterschied kann, je nach Pro-
bengro¨ße und betrachteter plastischer Verformung, mehr als 30% betragen.
Mit zunehmender plastischer Verformung la¨sst sich ein Abfall der Dehnra-
tensensitivita¨t beobachten, der sich auf Temperaturentfestigungseffekte in-
folge der Erwa¨rmung bei der dynamischen Verformung und auf Sa¨ttigungs-
effekte bei der Verformungsverfestigung zuru¨ckfu¨hren la¨sst. Aufgrund der
gro¨ßenabha¨ngigen Erwa¨rmung der Probe (vgl. Abschnitt 6.1.2.1) werden
dabei fu¨r kleine Abmessungen ho¨here Werte bestimmt.
Um den gefundenen Effekt tendenziell zu validieren, wurde der Werkstoff
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Bild 6.31: Ergebnis eines Geschwindigkeitswechselversuches an C45E mit einer mitt-
leren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm (Λ = 1, 5).
in sogenannten Geschwindigkeitswechselversuchen (engl. strain rate jump
tests) untersucht. Diese werden bspw. bei der Bestimmung des Aktivierungs-
volumens fu¨r die Ermittlung der Parameter fu¨r das Modell der thermischen
Aktivierung eingesetzt [173, 174]. Dabei wird dem Werkstoff eine Druckbe-
lastung bei einer definierten Dehnungsgeschwindigkeit auferlegt. Nach einer
definierten Vorverformung wird die Belastungsgeschwindigkeit sprunghaft
erho¨ht und der Werkstoff weiterverformt. Durch den Geschwindigkeitswech-
sel und das geschwindigkeitssensitive Fließspannungsverhalten des Werkstof-
fes steigt die Festigkeit sprunghaft an. Ausgewertet wird der Unterschied
zwischen den unmittelbar vor und nach dem Geschwindigkeitswechsel ge-
messenen Fließspannungen. Je gro¨ßer der Unterschied bzw. der thermisch
aktivierte Fließspannungszuwachs ist, umso gro¨ßer ist demnach die Dehnra-
tensensitivita¨t C. In Bild 6.31 ist das Ergebnis fu¨r einen Geschwindigkeits-
wechselversuch fu¨r den C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm
gezeigt. Im vorliegenden Fall wurde die Geschwindigkeit von ε˙ = 10−3 s−1
auf ε˙ = 10−2 s−1 sprunghaft erho¨ht. Aus dem Ergebnis wird ein signifikan-
ter Fließspannungszuwachs nach dem Geschwindigkeitswechsel deutlich. Die
Versuche wurden unter Verwendung verschiedener Probengro¨ßen bei iden-
tischen Versuchsbedingungen wiederholt. Die ermittelten Fließspannungs-
zuwa¨chse sind in Bild 6.32 zusammengefasst. Ein Vergleich der unterschied-
lichen Probenformen ist bei den betrachteten Dehnungsgeschwindigkeiten
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Bild 6.32: Aus Geschwindigkeitswechselversuchen resultierender gro¨ßenabha¨ngiger
Fließspannungszuwachs fu¨r C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm.
mo¨glich, da fu¨r alle Probenformen ein nahezu isothermer Prozess vorliegt und
Einflu¨sse durch eine unterschiedliche Temperaturerho¨hung bei den verschie-
denen Probengro¨ßen in diesem Fall ausgeschlossen werden ko¨nnen (vgl. Bild
6.27). Es zeigt sich, dass der Fließspannungszuwachs nach dem Geschwindig-
keitswechsel mit zunehmender Miniaturisierung ansteigt. Das besta¨tigt die
in Bild 6.30 gefundenen Erkenntnisse. Werden die Ergebnisse in Relation zur
Referenzgeometrie mit einem Skalierungsfaktor von Λ = 1 gesetzt, so wer-
den um bis zu 50% ho¨herer Fließspannungen gemessen. Auch dies besta¨tigt
zumindest tendenziell die in Bild 6.30 gefundenen Werte. Dadurch, dass die
Fließspannung im gesamten betrachteten Bereich an Dehnungsgeschwindig-
keiten nicht ideal linear verla¨uft, stimmen die ermittelten Werte aus Bild
6.32 nicht exakt mit den Werten in Bild 6.30 u¨berein. Das heißt, um das
Werkstoffverhalten u¨ber einen weiten Bereich von Dehnungsgeschwindigkei-
ten zu bestimmen, reichen die Geschwindigkeitswechselversuche nicht aus.
Sie ko¨nnen lediglich zu einer tendenziellen Beurteilung des Werkstoffverhal-
tens herangezogen werden. Dies besta¨tigen u.a. die Schlussfolgerungen von
Meyer et al. [175], wonach eine Modellparameteridentifikation, ausschließ-
lich basierend auf Geschwindigkeitswechselversuchen, zur Beurteilung der
Dehnratensensitivita¨t zwar mo¨glich, aufgrund der großen Sensibilita¨t der
verwendeten Eingangsparameter aber mitunter nicht zielfu¨hrend ist. Eine
Kalibrierung der Methode an real gemessenen Werkstoffkennwerten scheint
dabei zwingend notwendig zu sein.
In Bild 6.33 sind die Ergebnisse fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S und die
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Aluminiumlegierung Al7075 T6 zusammengefasst.
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Bild 6.33: Dehnratensensitivita¨t von Ti-6-22-22S und Al7075 in Abha¨ngigkeit des
Skalierungsfaktors Λ.
Fu¨r die Titanlegierung besta¨tigt sich das bereits am C45E verifizierte Ver-
halten. Die Dehnratensensitivita¨t C steigt mit kleiner werdenden Probenab-
messungen signifikant an. Fu¨r die Aluminiumlegierung konnte keine Ge-
schwindigkeitsempfindlichkeit nachgewiesen werden. Der Werkstoff zeigt un-
abha¨ngig vom Skalierungsfaktor ein nahezu ideales athermisches Fließspan-
nungsverhalten. Die gemessenen Fließspannungen sind u¨ber den gesamten
betrachteten Bereich an Dehnungsgeschwindigkeiten nahezu konstant gleich
groß.
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6.2 Versagensverhalten
Neben einem gro¨ßenabha¨ngigen Fließ- und Verfestigungsverhalten wur-
den fu¨r einige Werkstoffe auch Gro¨ßeneffekte beim Auftreten von Versa-
gen unter Druckbelastung beobachtet. Insbesondere fu¨r die Titanlegierung
Ti-6-22-22S wurden signifikante Gro¨ßeneinflu¨sse gefunden, die im Folgenden
diskutiert werden sollen. Es wird aufgrund der unterschiedlichen, Gro¨ßenein-
flu¨sse hervorrufenden Ursachen zwischen quasistatischer und dynamischer
Druckbelastung unterschieden. Dabei steht nicht der Versagensprozess als
solcher im Vordergrund der Betrachtungen, dies ist nicht Kern dieser Arbeit,
sondern die ermittelten Gro¨ßenabha¨ngigkeiten.
6.2.1 Versagen unter quasistatischer Druckbelastung
Untersuchungen an der Titanlegierung Ti-6-22-22S unter Druckbelastung
haben gezeigt, dass der Werkstoff bereits bei geringen Belastungsgeschwin-
digkeiten zum Scherversagen neigt. Im Vergleich zum untersuchten C45E
la¨sst sich der Werkstoff in der Regel nur bis zu verha¨ltnisma¨ßig gerin-
gen Stauchgraden von < 40% verformen. In Bild 6.34 ist ein typischer
Spannungs-Stauchungs-Verlauf fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S unter
quasistatischer Druckbelastung dargestellt.
technische Stauchung ε [%]
0 10 20 30 40 50
t e
c h
n i
s c
h e
 S
p a
n n
u n
g  
σ  [
M
P a
]  
0
500
1000
1500
2000
2500
εp,fØ6x6, 10-3 s-1
Bild 6.34: Typisches Spannungs-Stauchungs-Signal fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S
unter quasistatischer Druckbelastung mit Auswertung der Bruchstauchung εp,f .
Die Bruchstauchung εp,f wird aus Bild 6.34 durch den Schnittpunkt des
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parallel verschobenen elastischen Anstieges des Diagramms zum Ort des
infolge des Scherversagens auftretenden Spannungsabfalls bestimmt. Im
Rahmen der Untersuchungen konnte fu¨r die Titanlegierung ein deutlicher
Gro¨ßeneinfluss beobachtet werden. Bild 6.35 fasst die Ergebnisse zusam-
men.
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Bild 6.35: Experimentell ermittelte gro¨ßenabha¨ngige Bruchstauchungen fu¨r
Ti-6-22-22S unter quasistatischer Druckbelastung (ε˙ = 10−3 s−1).
Es zeigt sich, dass der Werkstoff mit kleiner werdenden Probenabmessun-
gen signifikant gro¨ßere plastische Verformungen ertragen kann, bevor es zum
Versagen kommt. In diesem Zusammenhang wird von Versagen gesprochen,
wenn ein makroskopisch messbarer Kraftabfall (Spannungsabfall) wa¨hrend
der Belastung auftritt, auch wenn bereits bei geringeren Verformungen mi-
kroskopische Scha¨digungsprozesse eine Rolle spielen bzw. dem makrosko-
pischen Bruch mit Sicherheit vorangehen werden. Darauf soll spa¨ter noch
genauer eingegangen werden. Aus Bild 6.35 wird deutlich, dass fu¨r klei-
ne Probenabmessungen der Zuwachs an plastischer Verformbarkeit bis zum
Bruch mehr als 60% im Vergleich zu großen Proben betragen kann.
Um die Entwicklung des Versagens von der mikroskopischen Scha¨digung bis
zum makroskopischen Versagen der Probe als solches zu beobachten, wur-
den gestoppte Druckversuche durchgefu¨hrt. Die definiert verformten Proben
wurden anschließend metallographisch untersucht. In Bild 6.36 sind die Er-
gebnisse exemplarisch fu¨r eine ∅2x2 mm2-Probe (Λ = 0, 33) gezeigt.
Es wird deutlich, dass bei einer plastischen Verformung von 10% noch kei-
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Bild 6.36:Mikrostrukturuntersuchungen gestoppter quasistatischer Druckversuche an
Ti-6-22-22S (∅2x2 mm2-Probe): nach a) 10%, b) 20%, c) 30% plastischer Verformung
und d) nach dem makroskopischen Versagen (Kraftabfall wa¨hrend des Versuchs).
ne Scha¨digung im Gefu¨ge sichtbar ist (Bild 6.36a). In den Untersuchungen
wurde eine nahezu gleichma¨ßige Verformung des gesamten Gefu¨ges beobach-
tet. Trotz der beim Zylinderstauchversuch auftretenden Stirnfla¨chenreibung
und der damit verbundenen Bildung eines Verformungskreuzes innerhalb der
Probe wurden bei der geringen Verformung von 10% keine Anzeichen einer
inhomogenen Verformung in der Mitte oder am Rand der Probe beobach-
tet. Nach ca. 20% plastischer Verformung sind im Gefu¨ge bereits Mikrorisse
sichtbar, die eine maximale La¨nge von 10 - 20 µm haben (Bild 6.36b). Die-
se sind vor allem im Bereich der Probenkanten zu finden, wobei stets in
allen vier Eckenbereichen Mikrorisse nachgewiesen werden konnten und die
Risse jeweils in Richtung der diagonal gegenu¨berliegenden Ecke verliefen.
Ursache hierfu¨r ist die bereits angesprochene Stirnfla¨chenreibung, die ein
Querfließen des Werkstoffes an der Probenober- und -unterseite behindert
und zu einem Verformungskreuz, d.h. also zu einer inhomogenen Dehnungs-
verteilung innerhalb der Probe, fu¨hrt. Außerhalb dieser verformungskonzen-
trierten Bereiche wurde keine Scha¨digung des Werkstoffes gefunden. Nach
einer Verformung von 30% (Bild 6.36c) konnte ein deutliches Risswachstum
nachgewiesen werden. Die Risse mit einer La¨nge von > 100 µm wurden wie-
derum in den Eckenbereichen lokalisiert. Zusa¨tzlich konnte eine beginnende
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Scha¨digung in der Mitte der Probe beobachtet werden. Je nach Probengro¨ße
konnten nach dem makroskopischen Bruch der Probe (Bild 6.36d) Risse mit
einer La¨nge von mehreren Millimetern gefunden werden. Die Probe hat da-
bei den Werkstoffzusammenhalt vollsta¨ndig verloren und lag in Bruchstu¨cken
vor. Aus dem Schliffbild in der Umgebung des Bruchs (Bild 6.36d) deutet
sich an, dass das Gefu¨ge in Rissna¨he deutlich sta¨rker verformt wurde als die
entfernteren Bereiche.
Um dies zumindest tendenziell zu besta¨tigen, wurde die Verformung des
Gefu¨ges nach dem Bruch in Rissna¨he mittels einer am Lehrstuhl Werkstoffe
des Maschinenbaus selbst entwickelten Software evaluiert. Dabei wurde ver-
einfachend davon ausgegangen, dass die Gefu¨geko¨rner im Ausgangszustand
nahezu ideal rund sind, was streng genommen nicht der Fall ist. Darauf auf-
bauend kann die Verformung des Korns relativ einfach aus dem Verha¨ltnis
der beiden Diagonalen des resultierenden ellipsenfo¨rmigen Korns bestimmt
werden. Dies wurde exemplarische fu¨r eine ∅2x2 mm2-Probe in Bild 6.37
angewendet. Um die dargestellte Verformungsverteilung zu erhalten, mu¨ssen
fu¨r jedes Korn im Bild die ku¨rzeste und die la¨ngste Diagonale bestimmt wer-
den. Dazu genu¨gt es, die entsprechenden Punkt im Bild mittels Mausklick zu
markieren. Die Software berechnet aus den Koordinaten der Punkte automa-
tisch die Verformung des Korns und macht diese entsprechend der Skalenein-
teilung sichtbar. Im Ergebnis zeigt sich, dass in Rissna¨he eine deutlich gro¨ßere
Verformung der Gefu¨gebestandteile vorliegt, als in entfernteren Bereichen.
Obwohl die vereinfachende Annahme von ideal kreisfo¨rmigen Ko¨rnern im
Ausgangszustand nicht exakt zutrifft, la¨sst sich jedoch abscha¨tzen, dass die
Ko¨rner im Rissbereich ca. dreimal soviel verformt wurden, wie im Rest der
Probe. Das heißt, unter quasistatischer Druckbelastung kommt es erst zu
einer Lokalisierung der Verformung, die wiederum mit hoher Wahrschein-
lichkeit Ausgangspunkt des eigentlichen Versagens ist. Die Breite der Zone,
die in Rissna¨he eine deutlich gro¨ßere Verformung aufweist, wurde dabei im
Mittel zu 70 µm bestimmt.
Neben der gro¨ßenabha¨ngigen Bruchstauchung fu¨r die Titanlegierung
Ti-6-22-22S wurden auch fu¨r verschiedene Probengro¨ßen unterschiedliche
Bruchbilder erhalten. Bild 6.38 zeigt dies am Beispiel einer ∅2x2 mm2 und
einer ∅6x6 mm2-Probe. Das Schliffbild nach dem makroskopischen Versa-
gen zeigt, dass die Risse nach dem Versagen letztlich in den Bereichen des
reibungsbedingten Verformungskreuzes (Schmiedekreuz) liegen. Da aus Ab-
schnitt 6.1.1.1 bekannt ist, dass sich der Reibungskoeffizient in Abha¨ngigkeit
der eingesetzten Probenform a¨ndert, verschieben sich auch die dadurch be-
dingten lokalen Verformungskonzentrationen innerhalb der Probe. Wird eine
numerische Simulation mit einem probengro¨ßenangepassten Reibwert durch-
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01,1 εw,p
Bild 6.37: Exemplarisch ausgewertete Verformungsverteilung nach dem makroskopi-
schen Versagen (Ti-6-22-22S, ε˙ = 10−3 s−1, ∅2x2 mm2).
gefu¨hrt, so wird die Tonnenbildung und die Verschiebung des Verformungs-
kreuzes sichtbar. Unter der Annahme, dass die Rissausbreitung und letztlich
das Versagen selbst in den Bereichen der maximalen Verformung auftreten,
lassen sich somit die gefundenen Unterschiede im Bruchbild fu¨r verschiedene
Probengro¨ßen unter quasistatischer Druckbelastung durch einen verschieden
großen Reibwert erkla¨ren.
a) b)
Bild 6.38: Vergleich des aufgetretenen Bruchbildes einer a) ∅2x2 mm2 und b)
∅6x6 mm2 Probe nach einer quasistatischen Druckbelastung mit der aus FE-
Rechnungen mit angepasstem Reibwert (vgl. Bild 6.6) resultierenden Verteilung der
effektiven Dehnung.
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6.2.2 Versagen unter dynamischer Druckbelastung
Die Ergebnisse des gro¨ßenabha¨ngigen Versagensverhaltens der Titanlegie-
rung Ti-6-22-22S als Funktion der Dehnungsgeschwindigkeit sind in Bild
6.39 dargestellt.
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Bild 6.39: Experimentell ermittelte gro¨ßenabha¨ngige Bruchstauchungen fu¨r
Ti-6-22-22S unter Druckbelastung als Funktion der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙.
Wie bereits unter quasistatischer Belastung werden fu¨r kleinere Probenab-
messungen ho¨here Bruchstauchungen gemessen. Auch bei ho¨heren Deh-
nungsgeschwindigkeiten bleibt dieser Effekt erhalten, wobei die maximal
ertragbare Verformung mit zunehmender Dehnrate unabha¨ngig von der
Probengro¨ße sinkt. Im quasistatischen Belastungsfall ergibt sich eine et-
wa 1,6fach ho¨here Bruchstauchung fu¨r ∅1x1 mm2-Proben im Vergleich zur
∅9x9 mm2 großen Geometrie. Die unter quasistatischer Belastung fu¨r die
Kleinstproben im Vergleich zu den großen Abmessungen gefundenen Verha¨lt-
nisse lassen sich auch bei ho¨heren Dehnungsgeschwindigkeiten besta¨tigen
und liegen aufgrund der experimentellen Streuung im Bereich zwischen 1,5
bis 1,7. Eine Sa¨ttigung des Abfalls der Bruchstauchung konnte im Bereich
der betrachteten Dehnungsgeschwindigkeiten bis ε˙ = 104 s−1 nicht gefun-
den werden.
Um auch den dynamischen Versagensprozess na¨her zu untersuchen, wurden
wiederum gestoppte Zylinderstauchversuche bei unterschiedlichen Dehnra-
ten durchgefu¨hrt. In Bild 6.40 sind die Ergebnisse exemplarisch fu¨r eine
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∅2x2 mm2-Probe bei einer Dehnungsgeschwindigkeit von ε˙ = 200 s−1 ge-
zeigt.
a) b)
c) d)
Bild 6.40: Mikrostrukturuntersuchungen gestoppter dynamischer Druckversuche
(ε˙ = 200 s−1) an Ti-6-22-22S: nach a) 10%, b) 30%, c) 35% plastischer Verformung
und d) nach dem makroskopischen Versagen (Kraftabfall wa¨hrend des Versuchs).
Wie bereits unter quasistatischer Druckbelastung, lassen sich bei geringen
Umformungen (10% in Bild 6.40a) keine Anzeichen von Verformungslokali-
sierungen oder Mikroscha¨digungen finden. Der Werkstoff scheint in diesem
Bereich homogen verformt zu sein, auch wenn infolge der Stirnfla¨chenrei-
bung Verformungskonzentrationen auftreten ko¨nnen. Diese lassen sich je-
doch lichtmikroskopisch in diesem Falle nicht nachweisen. Bei einer plasti-
schen Verformung von ca. 30% (6.40b) sind im Gefu¨ge Verformungslokalisie-
rungen in Form von du¨nnen Scherba¨ndern und kleine Mikrorisse nachweis-
bar. Die Verformungslokalisierung beginnt, a¨hnlich wie im quasistatischen
Belastungsfall, an den Ecken der Probe, da hier die gro¨ßte Verformungs-
behinderung infolge der Stirnfla¨chenreibung auftritt. Im Gegensatz zu ge-
ringen Dehnungsgeschwindigkeiten konzentrieren sich die gefundenen Ver-
formungslokalisierungen und die Mikrorissbildung jedoch in eine Diagonal-
richtung innerhalb der Probe. Nach 35% Verformung sind bereits deutliche
Scherba¨nder erkennbar (6.40c), innerhalb derer sich neue Mikrorisse bilden.
Dabei wurde u¨berwiegend eine Rissentstehung innerhalb der Scherba¨nder
gefunden. In seltenen Fa¨llen bildeten sich auch Risse vom Rand her aus. Auf-
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grund des dynamischen Prozesscharakters der Umformung bei hohen Verfor-
mungsgeschwindigkeiten wird in diesem Falle von adiabaten Scherba¨ndern
gesprochen. Diese sind durch eine hohe lokale Scherverformungen, hohe
lokale Dehnungsgeschwindigkeiten und hohe lokale Temperaturen charak-
terisiert [176]. Sie werden als thermomechanisches Pha¨nomen verstanden,
wobei es zu einer Verformungslokalisierung infolge des destabilisierenden Ef-
fekts einer Temperaturentfestigung kommt. Diese liegt im Energieumsatz
der plastischen Umformarbeit in Wa¨rme begru¨ndet und fu¨hrt zu einem ho-
hen lokalen Temperaturanstieg. Letztlich versagt die Probe makroskopisch
infolge der Verformungslokalisierung und Rissbildung (6.40d). In diesem Fall
wird von adiabatischem Scherversagen gesprochen.
Um die Verformungslokalisierung analog zum quasistatischen Belastungsfall
visualisieren und vergleichen zu ko¨nnen (vgl. Bild 6.37), wurde die gleiche
Analyse auch fu¨r den dynamischen Zylinderstauchversuch durchgefu¨hrt. Es
werden wiederum ideal kreisrunde Ko¨rner im Ausgangszustand vorausge-
setzt und die Verformung der Ko¨rner mittels der an der Professur Werk-
stoffe des Maschinenbaus entwickelten Auswertesoftware ermittelt und vi-
sualisiert. Somit wird zumindest eine tendenzielle Vergleichbarkeit zwischen
beiden Belastungsgeschwindigkeiten sichergestellt. Bild 6.41 zeigt die aus-
gewertete Verformung fu¨r die Titanlegierung in und in Na¨he eines adiabaten
Scherbandes. Im Vergleich zum quasistatischen Belastungsfall ist eine deut-
liche Verformungskonzentration innerhalb eines relativ schmalen Bereiches
erkennbar. Dieser liegt in der Gro¨ßenordnung um 10 µm und ist damit deut-
lich geringer als bei langsameren Geschwindigkeiten. Bereits in einer Ent-
fernung von ca. 10 − 20 µm ist die Verformung im Probeninneren wieder
vergleichsweise nahezu homogen. Neben dem bereits in Abschnitt 6.1.1.1
und 6.2.1 gezeigten Einfluss der gro¨ßenvera¨nderlichen Reibung spielt unter
dynamischer Belastung der thermodynamische Prozesscharakter eine ent-
scheidende Rolle. Wie bereits angefu¨hrt, liegen die Ursachen bei der adia-
batischen Scherbandbildung bzw. beim adiabatischen Scherversagen in der
temperaturbedingten lokalen Entfestigung infolge des in Wa¨rme umgesetz-
ten Anteils der mechanischen Umformenergie. Wie bereits in Abschnitt 6.1.2
gezeigt wurde, ist der thermodynamische Prozesscharakter und demzufolge
auch die Temperaturentwicklung wa¨hrend der Umformung stark von der Pro-
bengeometrie abha¨ngig. Da aus einem kleiner werdenden Pru¨fvolumen durch
den schnelleren Wa¨rmeabfluss eine geringere Temperaturerho¨hung resultiert
und das Pha¨nomen des adiabatischen Scherversagens als thermodynamisches
Pha¨nomen (also temperaturgesteuert) verstanden wird [176], wird auch fu¨r
kleinere Werkstoffvolumina ein spa¨teres Einsetzen der adiabatischen Scher-
bandbildung und des adiabatischen Schervesagens erwartet. Dies wu¨rde die
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01,9 εw,p
Bild 6.41: Exemplarisch ausgewertete Verformungsverteilung nach dem makroskopi-
schen Versagen (Ti-6-22-22S, ε˙ = 102 s−1, ∅2x2 mm2).
Ergebnisse in Bild 6.39 besta¨tigen. Das heißt, die Pru¨fung unterschiedlicher
Probengro¨ßen bei der gleichen makroskopischen Dehnungsgeschwindigkeit
fu¨hrt zu einem unterschiedlichen thermodynamischen Prozesszustand, was
verschiedene Ergebnisse beim Versagensverhalten erwarten la¨sst. Im Um-
kehrschluss darf die Frage gestellt werden: Was entsteht, wenn der thermo-
dynamische Prozesscharakter, der bspw. durch die Fourier-Zahl F0 repra¨sen-
tiert wird, konstant gehalten wird? Entsprechend Gleichung 6.9 heißt das,
kleinere Probengro¨ßen mu¨ssten bei ho¨heren Verformungsgeschwindigkeiten
gepru¨ft werden als gro¨ßere, um eine Vergleichbarkeit hinsichtlich des ther-
modynamischen Prozesscharakters zu ermo¨glichen. Wurde bisher bspw. eine
∅2x2 mm2 und eine ∅6x6 mm2-Probe bei der gleichen Dehnungsgeschwin-
digkeit gepru¨ft, so lag im letzteren Fall ein neunfach geringerer Wert fu¨r die
Fourier-Zahl F0 und demzufolge ein anderer thermodynamischer Prozess-
charakter vor. Soll dieser konstant gehalten werden, mu¨sste die ∅6x6 mm2-
Probe bei einer neunfach geringeren Dehnungsgeschwindigkeit gepru¨ft wer-
den. Dieser Sachverhalt wird in Tabelle 6.1 nochmals verdeutlicht.
Um diese Annahme zu u¨berpru¨fen, wurden gestoppte Zylinderstauchversu-
che mit anschließenden metallographischen Untersuchungen fu¨r die beiden
Probenformen durchgefu¨hrt. Die ∅2x2 mm2-Probe (Λ = 0, 33) wurde mit
einer Dehnungsgeschwindigkeit von ε˙ = 200 s−1 und die ∅6x6 mm2-Probe
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(Λ = 1) mit ε˙ = 28 s−1 gepru¨ft. Die Ergebnisse der Titanlegierung sind in
Bild 6.42 zusammengefasst.
Tabelle 6.1: Einfluss der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ und der Fourier-Zahl F0 bezogen
auf die Referenzgeometrie ∅6x6 mm2 (Λ = 1).
ε˙=konst. F0=konst.
Λ = 0, 167 36 · F0 36 · ε˙Λ=1
Λ = 0, 333 9 · F0 9 · ε˙Λ=1
Λ = 0, 667 2, 25 · F0 2, 25 · ε˙Λ=1
Λ = 1 F0 ε˙Λ=1
Λ = 1, 5 0, 44 · F0 0, 44 · ε˙Λ=1
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Bild 6.42: Vergleich des Versagensverhaltens von Ti-6-22-22S bei konstanter Fourier-
Zahl F0 fu¨r a) Λ = 0, 33 (ε˙ = 200 s
−1) und b) Λ = 1 (ε˙ = 28 s−1).
Es wird deutlich, dass die makroskopischen Bruchstauchungen innerhalb
von 1% nahezu gleich sind. Auch eine Auswertung der metallographi-
schen Schliffbilder zeigt, dass beide Fa¨lle vergleichbare Ergebnisse liefern.
Bis zu 20% Verformung sind noch keine Verformungslokalisierungen bzw.
Mikroscha¨digungen in Form von Rissen nachweisbar. Bei 25% Stauchung
werden bereits Lokalisierungen in adiabatischen Scherba¨ndern und davon
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Bild 6.43: Entwicklung des Versagensverhaltens entlang verschiedener Iso-F0-Linien
fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S.
ausgehende Mikrorisse sichtbar, die sich innerhalb der Lokalisierungsgebie-
te ausbreiten und letztlich zum nahezu zeitgleichen Versagen der Proben
fu¨hren. Der Unterschied in der Bruchspannung ist durch den thermisch akti-
vierten Fließspannungszuwachs innerhalb einer Geschwindigkeitsdekade so-
wie dem allgemein gefundenen gro¨ßenabha¨ngigen Fließspannungsverhalten
(vgl. Abschnitt 6.1.2) zu begru¨nden.
Aufgrund der Spezifika der Pru¨feinrichtungen ist es nicht mo¨glich, jede belie-
bige Abstufung der Dehnungsgeschwindigkeit entsprechend der Probengro¨ße
einzustellen. Dennoch wurde versucht, diese Methodik und Vorgehensweise
fu¨r verschiedene Probendimensionen und Geschwindigkeitshorizonte zu va-
lidieren. Die Ergebnisse sind fu¨r insgesamt drei charakteristische durch die
Fourier-Zahl F0 repra¨sentierte thermodynamische Zusta¨nde (Iso-F0-Linien)
in Bild 6.43 zusammengefasst. Es zeigt sich, dass der Ansatz fu¨r alle
drei Zusta¨nde Gu¨ltigkeit besitzt. Durch eine Anpassung der Dehnungsge-
schwindigkeit entsprechend den Angaben in Tabelle 6.1 ergaben sich nahe-
zu identische Bruchstauchungen. Eine Anwendung der Methode bis in den
Bereich quasistatischer Belastungsgeschwindigkeiten hinein scheint jedoch
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Bild 6.44: Experimentell ermittelte gro¨ßenabha¨ngige Bruchstauchungen fu¨r
Al7075 T6 unter Druckbelastung als Funktion der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙.
nicht zula¨ssig zu sein. Die gefundenen Unterschiede in den Bruchstauchun-
gen sind zu groß, als dass sie ausschließlich u¨ber den thermodynamischen
Ansatz begru¨ndbar sind. Wie in Abschnitt 6.2.1 gezeigt wurde, spielen hierbei
gro¨ßenabha¨ngige Reibungsaspekte eine wichtige Rolle. Eine Ursache dafu¨r,
dass der Ansatz unter dynamischer Druckbelastung seine Gu¨ltigkeit zu be-
sitzen scheint, la¨sst sich u.a. auf ein Absinken des Reibungskoeffizienten µ
unter dynamischer Belastung zuru¨ckfu¨hren, wie die Untersuchungen in [177]
gezeigt haben.
Das fu¨r die Titanlegierung Ti-6-22-22S gefundene gro¨ßenabha¨ngige Versa-
gensverhalten konnte anhand der Aluminiumlegierung Al7075 T6 besta¨tigt
werden. Die Ergebnisse sind in Bild 6.44 zusammengefasst. Auch fu¨r die
Aluminiumlegierung wurde ein Anstieg der Bruchstauchung mit zunehmen-
der Miniaturisierung zumindest unter dynamischer Druckbelastung gemes-
sen. Je ho¨her die Dehnungsgeschwindigkeit ist, umso geringer ist die Ver-
formbarkeit des Werkstoffes. Im Vergleich zur Titanlegierung versagt der
Werkstoff jedoch nicht unter quasistatischer Druckbelastung. Bis zu einer
Dehnungsgeschwindigkeit von ε˙ = 1 s−1 wurde unabha¨ngig von der verwen-
deten Probengeometrie kein makroskopisches Versagen gefunden. Lediglich
an der Zylindermantelfla¨che der großen Proben wurden kleine Risse gefun-
den, die jedoch nur im Umfangsbereich lagen und nicht im Probeninneren
nachweisbar waren.
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6.3 Zusammenfassung des Kapitels
In Kapitel 6 wurde das experimentell ermittelte Werkstoffverhalten beschrie-
ben. Schwerpunkt dabei bildete die Einbeziehung von Skalierungsaspekten
und deren Auswirkung auf das Fließ-, Verfestigungs- und Versagensverhal-
ten. Es konnte gezeigt werden, dass das mechanische Werkstoffverhalten
sowohl unter quasistatischer als auch unter dynamischer Belastung er-
heblich durch Skalierungseffekte beeinflusst wird. Untersucht wurden
schwerpunktma¨ßig der unlegierte Vergu¨tungsstahl C45E, die Titanlegierung
Ti-6-22-22S und die Aluminiumlegierung Al7075 T6. Fu¨r alle Werkstoffe
wurde eine Zunahme der Festigkeit mit einer zunehmenden Miniaturisierung
gefunden. Der gefundene Effekt scheint sich unter dynamischen Belastungs-
bedingungen zu versta¨rken. Bei langsamen Dehnungsgeschwindigkeiten
(ε˙ = 10−3 s−1) wurde eine Zunahme des Reibungskoeffizienten mit ab-
nehmenden Probenabmessungen als maßgebliche Ursache des gemessenen
Verhaltens gefunden. Unter Zuhilfenahme von FE-Variationsrechnungen
und durch den Vergleich mit realen experimentellen Ergebnissen wurde
eine Kalibriermethode zur Bewertung reibungsbedingter Gro¨ßeneffekte
entwickelt. Unter dynamischer Belastung wird ein zunehmender Einfluss des
thermodynamischen Prozesscharakters der Verformung beobachtet. Unter
Verwendung der Fourier-Zahl F0 la¨sst sich ein einfaches gro¨ßenabha¨ngiges
Kriterium zu dessen Beurteilung formulieren.
Daru¨ber hinaus wurde fu¨r alle Werkstoffe ein gro¨ßenabha¨ngiges
Verfestigungsverhalten nachgewiesen. Mit zunehmender Miniaturisie-
rung sinkt der Verfestigungsexponent im quasistatischen Belastungsfall
signifikant ab. Einen mo¨glichen Erkla¨rungsansatz liefert das Randschicht-
modell nach Meßner [50] nachdem die Anzahl der die Versetzungsbewegung
behindernden Korngrenzen im Werkstoff mit zunehmendem Randkornanteil
sinkt. Unter dynamischer Belastung wurde dieses Verhalten zuna¨chst
besta¨tigt. Bei hohen dynamischen Verformungen hingegen steigt der
Verfestigungsexponent bei kleinen Probenabmessungen wieder signifikant
an. Ursache hierfu¨r ist die U¨berlagerung des zum einen entfestigenden
Mechanismus mit zunehmendem Randkornanteil und zum anderen dem
quasi verfestigenden Mechanismus infolge der geringeren Probenerwa¨rmung
kleiner Geometrien im Vergleich zu großen.
Fu¨r den unlegierten Vergu¨tungsstahl C45E und die Titanlegierung
Ti-6-22-22S konnte eine Zunahme der Dehnratensensitivita¨t mit abneh-
mender Probengro¨ße beobachtet werden. Die Aluminiumlegierung Al7075
T6 zeigt ein gro¨ßeninvariantes typischerweise athermisches Fließspannungs-
verhalten.
6.3. ZUSAMMENFASSUNG DES KAPITELS 125
Fu¨r die Titanlegierung wurde daru¨ber hinaus ein ausgepra¨gtes
gro¨ßenabha¨ngiges Versagensverhalten gefunden. Mit abnehmender Proben-
gro¨ße wurde eine Zunahme der Verformbarkeit beobachtet. Dieser Effekt ist
auch bei hohen Verformungsgeschwindigkeiten nachweisbar. Unter quasista-
tischer Belastung wird die Ursache in der reibungsbedingten Verschiebung
der Verteilung der plastischen Dehnung innerhalb der Probe gesehen. Unter
dynamischer Belastung spielt wiederum der thermodynamische Prozesscha-
rakter eine wesentliche Rolle. Es konnte gezeigt werden, dass bei konstanten
thermodynamischen Prozessbedingungen (F0 = konst.) eine vergleichba-
re Scha¨digungsentwicklung und eine nahezu identische makroskopische
Bruchstauchung fu¨r verschiedene Probenabmessungen beobachtet werden
ko¨nnen. Die Ergebnisse zum gro¨ßenabha¨ngigen Versagensverhalten wurden
anhand der Aluminiumlegierung Al7075 T6 besta¨tigt. Fu¨r den C45E wurde
unter reiner Druckbelastung kein Scherversagen gefunden.
7 Fließspannungsmodellierung
7.1 Werkstoffmodelle
Die Kenntnis des realen Werkstoffverhaltens basierend auf exakt gemessenen
Werkstoffkenndaten ist die Grundlage jeder numerischen Prozesssimulation.
Da jedoch die gemessenen Daten meist nur unter hohem zeitlichen Aufwand
in ein FE-System implementierbar sind (z.B. durch schrittweises Eingeben
der Einzelmesswerte) und fu¨r die Simulation dynamischer Prozesse isother-
me Fließkurven beno¨tigt werden, die experimentell bei hohen Verformungs-
geschwindigkeiten nicht ermittelbar sind, wird der Einsatz mathematischer
Ansa¨tze bevorzugt, welche das gemessene Werkstoffverhalten beschreiben.
Diese Ansa¨tze werden als Werkstoffmodelle bzw. Materialgesetze bezeich-
net. Da ein Modell stets nur ein mehr oder weniger genaues Abbild der
Realita¨t darstellt, sind die aus den Modellen resultierenden Ergebnisse nicht
notwendigerweise wahr. Reale Prozesse sind in der Regel um Gro¨ßenord-
nungen zu komplex, als dass sie in allen Einzelheiten abbildbar wa¨ren. Um
dennoch einen mo¨glichst hohen Genauigkeitsgrad zu erreichen, ist es not-
wendig, alle wichtigen Abla¨ufe und Einflussparameter einzubeziehen, die den
Gesamtvorgang maßgeblich kennzeichnen [178].
Prinzipiell werden Werkstoffmodelle fu¨r die Beschreibung des Fließspan-
nungsverhaltens in empirische (oder auch pha¨nomenologische) und physi-
kalisch begru¨ndete Ansa¨tze unterschieden [179]. Bei den empirischen Werk-
stoffmodellen wird in der Regel vorausgesetzt, dass sich die resultierende
Fließspannung lediglich als Funktion der momentanen Dehnung, momen-
tanen Dehnungsgeschwindigkeit oder/und momentanen Temperatur ergibt
[136]. Einflu¨sse aus der Werkstoffhistorie sowie der belastungspfadabha¨ngi-
gen Eigenschaftsa¨nderungen werden in der Regel vernachla¨ssigt.
Einer der einfachsten Ansa¨tze geht dabei auf Ludwik [180] zuru¨ck (Glei-
chung 7.1), der den Zusammenhang der Fließspannung und der plastischen
Forma¨nderung beschreibt.
σ = σ0 +K · εn (7.1)
σ = K · εn (7.2)
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Die Dehnungsgeschwindigkeit und Temperatur werden als konstant ange-
nommen. In Gleichung 7.1 wird vorausgesetzt, dass sich die Fließspannung
entsprechend einem Potenzansatz der Verformungsverfestigung entwickelt.
Dies trifft fu¨r eine Vielzahl von Werkstoffen nach einer U¨bergangsverformung
bis zur Sa¨ttigungsgenze der Spannung zu [136] und begru¨ndet, warum auch
heute noch der Ludwik-Ansatz verbreitet in der Anwendung ist. Eine Verein-
fachung des Modells wurde von Hollomon [181] vorgeschlagen (Gleichung
7.2). Darin wird die von Ludwik vorgegebene Anfangsfließspannung σ0 bei
Erreichen der Elastizita¨tsgrenze vernachla¨ssigt. Das fu¨hrt zwar dazu, dass
bei Verformungen ε ≈ 0 auch die Fließspannungswerte gegen null gehen
und der Ansatz nicht fu¨r die Bestimmung der Spannungen bei kleinen Deh-
nungen verwendet werden kann, durch den stetigen Verlauf der Gleichung
wird jedoch die mathematische Behandlung einfacher.
Der Ludwik-Ansatz ist Grundlage vieler weiterer Werkstoffmodelle. Ein we-
sentlicher empirischer Ansatz wurde von Swift [102] vorgeschlagen (Glei-
chung 7.3).
σ = K · (B · ε)n (7.3)
Darin wird ebenfalls die Dehnungsgeschwindigkeit und Temperatur als kon-
stant angenommen. Da der Ansatz jedoch Ausgangspunkt zahlreicher Erwei-
terungen um geschwindigkeits- und temperaturabha¨ngige Terme [182, 183]
sowie Ausgangspunkt einer gro¨ßenabha¨ngigen Fließspannungsmodellierung
von Teilchenverbundwerkstoffen ist [100,101], soll er an dieser Stelle erwa¨hnt
werden.
Um den Einfluss der Verformungsgeschwindigkeit in den Modellen zu beru¨ck-
sichtigen, wurden ebenfalls eine Vielzahl von Modellansa¨tzen entwickelt. Die-
se erweitern in der Regel den Ansatz nach Ludwik (Gleichung 7.1) multiplika-
tiv um einen geschwindigkeitsabha¨ngigen Term (z.B. [180,184]). Einen wich-
tigen Ansatz dabei stellt das Doppelpotenzgesetz (Gleichung 7.4) dar [179].
σ = σ0 +K · εn · ε˙m (7.4)
Dabei wird die Erho¨hung der Fließspannung infolge einer Erho¨hung der Deh-
nungsgeschwindigkeit beru¨cksichtigt. Die bei dynamischen Prozessen aus der
plastischen Umformarbeit resultierende Temperaturerho¨hung (vgl. Abschnitt
6.1.2.1) und demzufolge die thermische Entfestigung bei dynamischen Um-
formprozessen werden hingegen nicht beachtet. Erste Ansa¨tze der Beru¨ck-
sichtigung des Einflusses der Temperatur werden bei Litonski [185], Vinh et
al. [186] und Klopp et al. [187] getroffen (Gleichungen 7.5-7.7).
σ = C · (1− a · T ) · (1 + b · ε˙)m · (ε0 + ε)n (7.5)
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σ = F · εn ·
(
ε˙
ε˙0
)m
· exp
(
W
T
)
(7.6)
σ = σ0 ·
(
T
T0
)ν
·
(
ε
ε0
)n
·
(
ε˙
ε˙0
)m
(7.7)
Bei diesen meist auf spezielle Anwendungen hin optimierten Ansa¨tzen
wird erstmals der Einfluss der Dehnung, der Dehnungsgeschwindigkeit und
der Temperatur beru¨cksichtigt. In diesem Zusammenhang wird von ei-
nem geschlossenen Materialmodell gesprochen. Das heute am ha¨ufigsten
eingesetzte und in vielen kommerziellen FE-Codes verfu¨gbare empirische
Materialmodell ist das Johnson-Cook-Modell [188] (Gleichung 7.8).
σ = (A+B · εn) ·
(
1 + C · ln ε˙
ε˙0
)
·
[
1−
(
T − TR
TS − TR
)m]
(7.8)
Darin werden der Einfluss der Verformung, Verformungsgeschwindigkeit und
Temperatur in jeweils multiplikativ verknu¨pften separaten Termen beru¨ck-
sichtigt. Fu¨r das Modell mu¨ssen fu¨nf Parameter identifiziert werden. Johnson
und Cook schlagen dafu¨r eine Methode vor, die es erlaubt, die Parameter fu¨r
jeden der Multiplikationsterme durch eine reale Versuchsauswertung quasi-
statischer und dynamischer Experimente zu bestimmen [188]. In der heuti-
gen praktischen Anwendung werden jedoch aufgrund der hoch entwickelten
Rechnertechnologie ha¨ufig mehrdimensionale nichtlineare Regressionsrech-
nungen auf der Basis der kleinsten Fehlerquadrate durchgefu¨hrt, um die
Modellparameter zu identifizieren.
Neben den rein empirischen Modellen werden auch semi-empirische Werk-
stoffmodelle beschrieben. Ihre bekanntesten Vertreter sind die Ansa¨tze von
Zerilli und Armstrong [189,190] fu¨r kubisch-raumzentrierte (Gleichung 7.9)
und kubisch-fla¨chenzentrierte Werkstoffe (Gleichung 7.10).
krz
σ = A+B0 · exp [(−β0 + β1 · ln ε˙)T ] +K0 · εn +Kλ · d−0,5k (7.9)
kfz
σ = A+B1 · ε0,5 · exp [(−β0 + β1 · ln ε˙)T ] +Kλ · d−0,5k (7.10)
Das Modell nach Zerilli und Armstrong basiert bereits auf dem Konzept der
thermischen Aktivierung und stellt damit den U¨bergang zwischen den em-
pirischen und physikalisch begru¨ndeten Werkstoffmodellen dar. Das Modell
verwendet einen Exponentialansatz zur Beschreibung des thermisch aktivier-
ten Fließspannungsanteils. Da in kubisch-raumzentrierten (krz) und kubisch-
fla¨chenzentrierten (kfz) Werkstoffen unterschiedliche kurzreichende Hinder-
nisse dominieren [189,191], ist die Gleichung fu¨r beide Gittertypen entwickelt
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worden. Bei krz-Werkstoffen wird das periodische Gitterpotenzial (Peierls-
spannung) als dominierend angesehen, wa¨hrend bei kfz-Metallen Waldver-
setzungen und gelo¨ste Atome die entscheidenden kurzreichenden Hindernisse
darstellen. Zerilli und Armstrong erga¨nzen ihr Modell um einen Hall-Petch-
Term, der den zusa¨tzlichen Verfestigungsanteil infolge einer Kornverfeine-
rung oder einer evtl. auftretenden Zwillingsbildung wa¨hrend der Verformung
beru¨cksichtigt.
Das Modell ist außerdem in der Lage, eine doppelt logarithmische Abha¨ngig-
keit der Fließspannung von der Dehnungsgeschwindigkeit zu beschreiben.
Dies ist in vielen Modellen nur in einfach logarithmischer Abha¨ngigkeit
mo¨glich (z.B. Gleichung 7.8). Untersuchungen an zahlreichen Werkstoffen
haben jedoch gezeigt, dass die einfach logarithmische Beschreibung nicht
ausreicht, um das reale Werkstoffverhalten insbesondere bei hohen Verfor-
mungsgeschwindigkeiten zu beschreiben [105, 121, 136, 175, 192, 193]. Auf-
grund dessen wird auch im Rahmen dieser Arbeit das Modell nach Zerilli-
Armstrong eingesetzt, um das gemessene Fließspannungsverhalten als Funk-
tion der Dehnung, Dehnungsgeschwindigkeit und Temperatur zu beschreiben
(vgl. Abschnitt 7.2).
Um das Werkstoffverhalten zu beschreiben, existieren neben den pha¨nome-
nologischen Modellen auch physikalisch begru¨ndete Ansa¨tze. Diese basieren
im Wesentlichen auf der Versetzungsbewegung im Kristall, wobei der Zu-
sammenhang zwischen Dehnung, Dehnungsgeschwindigkeit und Temperatur
mit Hilfe eines Kraft-Abstand-Zusammenhanges eines thermisch aktivierba-
ren Hindernisses beschrieben wird [191]. Es wird in diesem Zusammenhang
von einer Modellierung der Fließspannung auf Basis der thermisch aktivier-
ten Versetzungsbewegung gesprochen und wurde bspw. in [173, 174, 194]
angewendet. Der bekannteste Ansatz ist das MTS-Modell (engl. Mechanical
Threshold Stress, z.B. [195]). Da im Rahmen dieser Arbeit nicht auf die phy-
sikalisch begru¨ndeten Modelle zuru¨ckgegriffen wird, soll auf eine detaillierte
Beschreibung der Modellierung an dieser Stelle verzichtet werden.
7.2 Modellierung einer Referenzgeometrie
Im Folgenden soll exemplarisch fu¨r den unlegierten Vergu¨tungsstahl C45E
das Vorgehen bei der Modellierung des gemessenen Werkstoffverhaltens be-
schrieben werden. Dafu¨r wurde in einem ersten Schritt eine Referenzgeo-
metrie durch den Skalierungsfaktor Λ = 1, das Stauchverha¨ltnis s = 1
und die Korngro¨ße dk = 10 µm definiert. Die Parameteridentifikation fu¨r
den Zerilli-Armstrong-Ansatz (Gleichung 7.9) erfolgte durch eine nichtlineare
mehrdimensionale Regressionsanalyse nach der Methode der kleinsten Feh-
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lerquadrate. Dabei wurde der Hall-Petch-Term der Gleichung vernachla¨ssigt,
da eine Vera¨nderung der mittleren Korngro¨ße wa¨hrend der plastischen Ver-
formung nicht beobachtet und damit ausgeschlossen wird. Der Regressions-
rechnung wurden die experimentellen Daten der Referenzgeometrie zugrunde
gelegt. In Tabelle 7.1 sind die resultierenden Parameter zusammengefasst.
Das verha¨ltnisma¨ßig geringe Bestimmtheitsmaß von R2 = 0, 79, das als Qua-
Tabelle 7.1: Parameter fu¨r das Zerilli-Armstrong-Modell (Gleichung 7.9).
A B0 β0 β1 K0 n R
2
190 871 2, 5 · 10−3 1 · 10−4 511 0, 49 0, 79
drat des Pearsonschen Korrelationskoeffizienten ein Maß fu¨r die quadratische
Abha¨ngigkeit zweier Datensa¨tze darstellt, ergibt sich durch den in einem de-
finierten Temperaturbereich auftretenden und fu¨r unlegierte und niedrigle-
gierte Vergu¨tungssta¨hle typischen Reckalterungseffekt, den das Modell nicht
abbilden kann. Dieser resultiert in erster Linie aus der Wechselwirkung der
Zwischengitteratome und der Versetzungen und fu¨hrt zu einem Anstieg der
Fließspannung des Werkstoffs. Tritt der Effekt nach einer plastischen Ver-
formung auf, so wird von einer statischen Reckalterung gesprochen. Wird er
wa¨hrend der Verformung beobachtet, wird von einer dynamischen Reckal-
terung gesprochen [191]. Das Auftreten des Effektes ist weiterhin abha¨ngig
von der Verformungsgeschwindigkeit und verschiebt sich bei hohen Dehn-
raten hin zu ho¨heren Temperaturen. Ein Ansatz, den Reckalterungseffekt
erstmals in ein bestehendes Materialmodell zu integrieren, ist von Malek
in [191] beschrieben.
Das Zerilli-Armstrong-Modell besitzt im vorliegenden Fall zwei Nachteile.
Zum einen basiert die Parameteridentifikation auf einer Regressionsanalyse,
die eine Beziehung der einzelnen Modellparameter zu realen Messergebnissen
erschwert. Zum zweiten werden mit dem Ansatz keine Gro¨ßenabha¨ngigkei-
ten beschrieben. Das Modell liefert unabha¨ngig der Probengeometrie und
-gro¨ße die gleichen Werte. Aus diesem Grund wurde ein neuer einfacher An-
satz entwickelt, mit dem es, wie in Abschnitt 7.3 noch gezeigt wird, mo¨glich
ist, gro¨ßenabha¨ngige Fließspannungswerte zu beschreiben. Der Ansatz be-
steht aus einem Verfestigungsterm nach Hollomon und je einem linearen
geschwindigkeits- und temperaturabha¨ngigen Term (Gleichung 7.11), die ad-
ditiv verknu¨pft sind. Dabei wird vorausgesetzt, dass die Fließspannung durch
die Verformungsverfestigung und Geschwindigkeitssensitivita¨t des Werkstof-
fes erho¨ht, infolge der Temperaturentfestigung jedoch verringert wird.
σ = B · εn + C · ln
(
ε˙
ε˙0
)
+K(ε, ε˙) · (T − 293) (7.11)
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Vorteil des Modells ist es, dass die Modellparameter durch deren additive
Verknu¨pfung aus den real gemessenen Daten ohne eine zusa¨tzliche Regres-
sionsrechnung bestimmt werden ko¨nnen. Der Parameter B und der Verfesti-
gungsexponent n ko¨nnen dabei aus der doppelt logarithmischen Darstellung
der Fließspannung σw u¨ber der plastischen Stauchung εw,p ermittelt werden
(Bild 7.1).
ln εw,p
-8 -6 -4 -2 0
ln
 σ w
5.6
5.8
6.0
6.2
6.4
6.6
6.8
7.0
7.2
Referenzgeometrie C45E
Λ = 1, dk = 10 µm, s = 1
Bild 7.1: Identifizierung der Modellparameter fu¨r den Verfestigungsterm der Referenz-
probengeometrie (Λ = 1) aus dem lnσw − ln εw,p - Diagramm (ε˙ = 10−3 s−1).
Der Verfestigungsexponent ergibt sich aus dem mittleren Anstieg der Gera-
den zwischen ln εw,p = −4 und 0 in Bild 7.1, wobei der Bereich der Lu¨ders-
dehnung bei ln εw,p = −6 fu¨r die Bestimmung von n unberu¨cksichtigt bleibt.
Der Parameter B ist gleich dem Schnittpunkt der Geraden mit der Fließspan-
nungsachse und repra¨sentiert den Fließspannungswert bei einer plastischen
Stauchung εw,p von 1. Fu¨r die Referenzgeometrie (s = 1) wurden B und n
zu 1176 MPa bzw. 0,234 bestimmt.
Die Dehnratensensitivita¨t C in Gleichung 7.11 wurde aus dem Fließspan-
nungszuwachs bei 5% plastischer Verformung als Funktion der Dehnungs-
geschwindigkeit bestimmt. Die Bestimmung der Dehnratensensitivita¨t bei
relativ hohen Verformungen ist durch den fu¨r den Werkstoff typischen Ef-
fekt der Lu¨dersdehnung erforderlich. Dabei wurde eine linear mit dem Loga-
rithmus der Dehnrate ansteigende Fließspannung vorausgesetzt (Bild 7.2).
Fu¨r die Referenzgeometrie ergibt sich somit ein Fließspannungszuwachs von
13,9 MPa je Geschwindigkeitsdekade. Der Parameter ε˙0 wurde zu 0, 001 s
−1
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Bild 7.2: Bestimmung der Dehnratensensitivita¨t fu¨r die Referenzgeometrie (Λ = 1)
bei 5% plastischer Verformung.
definiert und wird beno¨tigt, um eine dimensionslose plastische Dehnungsge-
schwindigkeit ε˙∗ = ε˙/ε˙0 zu erhalten.
In Bild 7.3 ist das Fließspannungsverhalten von C45E mit einer Korngro¨ße
von dk = 10 µm bei erho¨hter Temperatur fu¨r zwei verschiedene Dehnungsge-
schwindigkeiten gezeigt. Wie zu erwarten, sinkt die Fließspannung mit stei-
gender Temperatur ab. Je ho¨her dabei der Umformgrad wird, umso gro¨ßer
ist der temperaturbedingte Fließspannungsabfall.
Ursache hierfu¨r ist das temperaturabha¨ngige Verfestigungsverhalten des
Werkstoffes. Ein Vergleich zwischen dem quasistatischen (Bild 7.3a) und
dem dynamischen Werkstoffverhalten (Bild 7.3b) zeigt weiterhin, dass die
Temperaturentfestigung bei ho¨heren Dehnungsgeschwindigkeiten geringer
ist als im quasistatischen Belastungsfall. Das heißt, um das Temperatur-
verhalten na¨herungsweise richtig wiederzugeben, muss der Modellparameter
K (Gleichung 7.11) in Abha¨ngigkeit der Dehnung ε und der Dehnungsge-
schwindigkeit ε˙ bestimmt werden. Wird der dynamische Reckalterungseffekt
und seine Verschiebung bei erho¨hter Dehngeschwindigkeit vernachla¨ssigt und
in erster Na¨herung ein linearer Zusammenhang zwischen dem Fließspan-
nungsabfall ∆σ infolge der Temperaturerho¨hung ∆T statt der in Realita¨t
komplizierteren Abha¨ngigkeit angenommen, so ergibt sich die in Bild 7.4
gezeigte Entwicklung des Parameters K als Funktion der plastischen Stau-
chung εw,p. Aus den Ergebnissen la¨sst sich ein funktionaler Zusammenhang
der Temperaturentfestigung K (ε, ε˙) in MPa/K ableiten (Gleichung 7.12).
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Bild 7.3: Bestimmung des temperaturbedingten Spannungsabfalls als Funktion der
wahren Dehnung εw,p fu¨r C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk = 10 µm bei
einer Dehnungsgeschwindigkeit von a) ε˙ = 10−3 s−1 und b) ε˙ = 200 s−1.
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Bild 7.4: Entwicklung der Temperatursensitivita¨t des C45E (dk = 10 µm) fu¨r zwei
verschiedene Dehnungsgeschwindigkeiten.
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Bild 7.5: Vergleich experimentell ermittelter und modellierter Fließspannungen fu¨r
die Referenzgeometrie des C45E (Λ = 1, s = 1) mit einer mittleren Korngro¨ße von
dk = 10 µm bei verschiedenen Dehnungsgeschwindigkeiten.
K (ε, ε˙) =
[
(0, 038 · ln ε˙− 0, 786) · √ε+ (0, 006 · ln ε˙− 0, 214)] (7.12)
Dabei wird der Parameter K (ε, ε˙) in Abha¨ngigkeit vom Logarithmus der
Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ beschrieben, was dem realen Werkstoffverhal-
ten entspricht (vgl. Bild 7.2). Fu¨r die Beschreibung der Abha¨ngigkeit des
Temperaturempfindlichkeitskoeffizienten von der Stauchung wurde ein Wur-
zelterm gewa¨hlt, um zu vermeiden, dass K (ε, ε˙) bei kleinen Verformungen
positiv wird. Dies wu¨rde einen Anstieg der Fließspannung bei hohen Tempe-
raturen zur Folge haben und die Realita¨t nicht richtig wiederspiegeln.
In Bild 7.5 sind die Messdaten und die durch das Modell von Zerilli-
Armstrong (Gleichung 7.9) und den Ansatz nach Gleichung 7.11 (im Fol-
genden Referenzmodell genannt) ermittelten Fließspannungen gegenu¨ber-
gestellt. Es zeigt sich, dass das Referenzmodell den quasistatischen Bela-
stungsfall nahezu vollsta¨ndig richtig wiedergibt. Durch das Modell nach Ze-
rilli und Armstrong wird der Anfangsfließspannungsbereich zuna¨chst u¨berbe-
wertet, wohingegen die Fließspannungen bei ho¨heren Verformungen deutlich
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Bild 7.6: Vergleich experimentell ermittelter und modellierter Fließspannungen fu¨r
die Referenzgeometrie des C45E (Λ = 1, s = 1) mit einer mittleren Korngro¨ße von
dk = 10 µm bei verschiedenen Temperaturen fu¨r eine Dehnungsgeschwindigkeit von
ε˙ = 10−3 s−1.
unterscha¨tzt werden. Unter dynamischer Belastung wird der Anfangsfließ-
spannungsbereich ebenfalls sehr gut durch das Referenzmodell abgebildet.
Bei ho¨heren Verformungen wird jedoch die Fließspannung zum Teil deutlich
u¨berbewertet. Das Modell von Zerilli-Armstrong hingegen liefert lediglich im
Bereich von ε˙ = 200 s−1 eine gute U¨bereinstimmung mit dem gemessenen
Werkstoffverhalten. Bei extrem hohen Belastungsgeschwindigkeiten wird die
resultierende Fließspannung deutlich unterscha¨tzt.
Ein Vergleich der Messdaten bei ho¨heren Temperaturen mit den modellier-
ten Werten (Bild 7.6) zeigt, dass das Referenzmodell gegenu¨ber dem Modell
von Zerilli und Armstrong eine deutlich bessere Vorhersagegenauigkeit auf-
weist. Sowohl die Anfangsfließspannungen wie auch die Fließspannungen bei
ho¨heren Verformungen werden durch das Referenzmodell u¨ber den gesamten
Temperaturbereich nahezu vollsta¨ndig gut abgebildet. Ausnahme bildet der
Bereich um ϑ = 400◦C, in dem der zuvor beschriebene Reckalterungseffekt
auftritt. Beim Modell von Zerilli und Armstrong werden insbesondere bei ho-
hen Verformungen und hohen Temperaturen große Abweichungen zwischen
den modellierten und den Messdaten erwartet.
Um den Einfluss der einzelnen Modellparameter auf die Gesamtfließspan-
nung abscha¨tzen zu ko¨nnen, wurde eine einfache Sensitivita¨tsanalyse des
Modells bei unterschiedlichen Dehnungen, Dehnungsgeschwindigkeiten und
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Bild 7.7: Einfluss der Modellparameter auf die resultierende modellierte Fließspannung
in Abha¨ngigkeit der plastischen Stauchung εw,p und der Dehnungsgeschwindigkeit ε˙ bei
a) Raumtemperatur und b) 600◦C.
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Temperaturen durchgefu¨hrt. In Bild 7.7 sind die Ergebnisse exemplarisch fu¨r
zwei Temperaturen dargestellt. Es zeigt sich, dass der Parameter B der Glei-
chung 7.11 den gro¨ßten Einfluss auf die modellierte Fließspannung hat. Bei
Raumtemperatur (Bild 7.7a) werden mehr als 50% der Anfangsfließspannung
durch B bestimmt. Bei hohen plastischen Verformungen und insbesondere
bei geringen Dehnungsgeschwindigkeiten liegt der Beitrag bei nahezu 100%.
Im Anfangsfließspannungsbereich wird daru¨ber hinaus ein deutlicher Einfluss
des Verfestigungsexponenten n sichtbar. Dieser reduziert sich jedoch mit
steigender plastischer Verformung auf nahezu null. Der Einfluss der Dehnra-
tensensitivita¨t C nimmt, wie erwartet, mit wachsender Dehnungsgeschwin-
digkeit zu und bleibt wa¨hrend der gesamten plastischen Verformung nahezu
konstant. Der Temperaturkoeffizient K (ε, ε˙) hat bei Raumtemperatur na-
hezu keinen Einfluss auf die Fließspannung. Dadurch, dass nur die relative
Temperaturerho¨hung in Gleichung 7.11 beru¨cksichtigt wird, wird der gesam-
te Term nahezu null. Lediglich bei hohen Dehnungsgeschwindigkeiten und
Verformungen nimmt der Einfluss der Temperatur infolge der wa¨hrend der
dynamischen Verformung in Wa¨rme umgesetzten Energie auf die resultie-
rende Fließspannung zu (vgl. Gleichung 6.7).
Bei bspw. 600◦C (Bild 7.7b) hat der Parameter B immer noch den gro¨ßten
Einfluss. Im Gegensatz zum Raumtemperaturverhalten wird jedoch die mo-
dellierte Fließspannung nicht mehr nahezu ausnahmslos durch B bestimmt.
Infolge der ho¨heren Umformtemperatur und des zusa¨tzlichen Temperatur-
anstiegs durch die dynamische Verformung bei ho¨heren Geschwindigkeiten
nimmt der Einfluss des Temperaturkoeffizienten K (ε, ε˙) deutlich zu. Dem-
gegenu¨ber bleibt der Einfluss des Verfestigungsexponenten n und der Dehn-
ratensensitivita¨t C bei ho¨heren Temperaturen unberu¨hrt.
7.3 Modellierung von Skalierungseinflu¨ssen
Um durch den in Abschnitt 7.2 beschriebenen Ansatz (Gleichung 7.11) Ska-
lierungseffekte beschreiben zu ko¨nnen, ist es notwendig, die Modellparame-
ter B, n und C in Abha¨ngigkeit vom Skalierungsfaktor Λ, dem Stauch-
verha¨ltnis s und der Korngro¨ße dk zu beschreiben. Der Parameter zur Be-
schreibung der Temperaturabha¨ngigkeit konnte dabei nicht gro¨ßenabha¨ngig
formuliert werden, da aufgrund der vorhandenen Pru¨ftechnik eine Untersu-
chung des Hochtemperaturfließverhaltens von Kleinstproben (d0 < 2 mm)
nicht mo¨glich war. Eine Auswertung der Temperaturempfindlichkeit zwischen
Proben mit einem Durchmesser d0 von 4, 6 und 9 mm ergab nahezu identi-
sche Werte fu¨r die verschiedenen Probengro¨ßen.
Ausgangspunkt fu¨r die Modellierung von Skalierungseinflu¨ssen bildet das
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Bild 7.8: Logarithmus der Fließspannung u¨ber dem Logarithmus der wahren plasti-
schen Stauchung zur Auswertung des Verfestigungsexponenten n in Abha¨ngigkeit des
Stauchverha¨ltnisses s.
Modell fu¨r die Referenzgeometrie, deren ermittelte Werte um jeweils einen
funktionalen Term zu erweitern ist (Gleichung 7.13), wobei dieser Zusam-
menhang ebenfalls aus real gemessenen Daten abgeleitet werden soll. Da
sich die Vorgehensweise bei der Bestimmung der Skalierungsfunktionen F1-
F3 im Wesen a¨hnelt, soll an dieser Stelle lediglich die Parameteridentifikation
fu¨r den Verfestigungsexponenten n exemplarisch verfolgt werden.
B (Λ, s, dk) = BΛ=1,s=1,dk=10 µm · F1 (Λ, s, dk)
n (Λ, s, dk) = nΛ=1,s=1,dk=10 µm · F2 (Λ, s, dk) (7.13)
C (Λ, s, dk) = CΛ=1,s=1,dk=10 µm · F3 (Λ, s, dk)
Ausgangspunkt bildet, wie auch fu¨r die Referenzgeometrie (vgl. Abschnitt
7.2), das doppelt logarithmierte Spannungs-Stauchungs-Diagramm fu¨r
den unlegierten Vergu¨tungsstahl C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von
dk = 10 µm (Bild 7.8). Im Gegensatz zur Referenzgeometrie wird jedoch
fu¨r alle untersuchten Stauchverha¨ltnisse und Skalierungsfaktoren der jeweils
zugeho¨rige Verfestigungsexponent n (Λ, s) ausgewertet.
In Bild 7.9 ist das Ergebnis der Auswertung grafisch dargestellt. Wie bereits
in Abschnitt 6.1.1.1 beschrieben, la¨sst sich ein signifikanter Abfall des
Verfestigungsexponenten n mit kleiner werdenden Probenabmessungen fin-
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Bild 7.9: Verfestigungsexponent n als Funktion des Skalierungsfaktors Λ fu¨r drei ver-
schiedene Stauchverha¨ltnisse s.
den. Weiterhin wird deutlich, dass mit gro¨ßer werdendem Stauchverha¨ltnis,
also kleiner werdender Probenho¨he im Vergleich zum Probendurchmesser,
der Wert von n ansteigt. Der Verlauf des Verfestigungsexponenten n in
Abha¨ngigkeit des Skalierungsfaktors Λ la¨sst sich dabei in guter Na¨herung
als eine lineare Abha¨ngigkeit beschreiben. Um die Skalierungsfunktion
letztlich berechnen zu ko¨nnen, muss der Einfluss des Skalierungsfaktors in
Bezug zur Referenzprobengeometrie gesetzt werden. Fu¨r die sich daraus
ergebenden Verla¨ufe fu¨r jedes der verschiedenen Stauchverha¨ltnisse la¨sst
sich der Verfestigungsexponent n ebenfalls als eine lineare Funktion des
Skalierungsfaktors Λ beschreiben (Bild 7.10). Unter Anwendung einer
einfachen Geradengleichung der Form y = mx + n ergeben sich die in
Tabelle 7.2 gezeigten Parameter.
Um den Einfluss des Stauchverha¨ltnisses explizit beru¨cksichtigen zu ko¨nnen,
ist es notwendig, die Entwicklung der in Tabelle 7.2 gezeigten Parameter
funktional zu beschreiben. Dazu werden die Koeffizienten u¨ber dem
Stauchverha¨ltnis dargestellt und die sich ergebenden Verla¨ufe bestmo¨glich
mathematisch beschrieben (vgl. Bild 7.11). Dadurch la¨sst sich nunmehr
der Verfestigungsexponent n in Abha¨ngigkeit des Skalierungsfaktors Λ und
des Stauchverha¨ltnisses s beschreiben. Um den Einfluss der Korngro¨ße zu
integrieren, ist eine analoge Verfahrensweise notwendig. Aus den doppelt
logarithmierten Spannungs-Stauchungs-Kurven werden die Verfestigungs-
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Funktion des Skalierungsfaktors Λ fu¨r drei verschiedene Stauchverha¨ltnisse s.
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Bild 7.11: Ermittlung der Modellparameter unter Einbeziehung des Einflusses des
Stauchverha¨ltnisses s.
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Bild 7.12: Einfluss der Korngro¨ße dk auf den Verfestigungsexponent n.
Tabelle 7.2: Die aus den linearen Trendfunktionen resultierenden Koeffizientenm und
n fu¨r die untersuchten Stauchverha¨ltnisse s.
m n
s = 0, 67 0,163 0,842
s = 1 0,125 0,877
s = 2 0,133 0,874
exponenten fu¨r jede Korngro¨ße ermittelt und, auf die Referenzgeometrie
normiert, u¨ber der Korngro¨ße aufgetragen (Bild 7.12). Um in U¨bereinstim-
mung mit der Literatur zu sein, wurde die Korngro¨ße entsprechend dem
Hall-Petch-Term als inverse Quadratwurzel in die Beziehung integriert.
Aus dem Verlauf von n in Abha¨ngigkeit der Korngro¨ße dk kann ein
funktionaler Zusammenhang abgeleitet und in die Beschreibung des skalie-
rungsabha¨ngigen Verfestigungsexponenten integriert werden. Als Ergebnis
wird eine Skalierungsfunktion erhalten, die es ermo¨glicht, ausgehend von
einer Referenzgeometrie ein gro¨ßenabha¨ngiges Verfestigungsverhalten zu
beschreiben.
Die Vorgehensweise zur Ermittlung der Skalierungsfunktion F2 fu¨r den
Verfestigungsexponenten n la¨sst sich auch auf die Parameter B und C in
Gleichung 7.11 u¨bertragen. Die resultierenden Skalierungsfunktionen sind
in Gleichung 7.14 dargestellt. Die sich ergebenden Koeffizienten werden in
Tabelle 7.3 zusammengefasst.
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Tabelle 7.3: Modellparameter fu¨r eine gro¨ßenabha¨ngige Beschreibung des Fließ- und
Verfestigungsverhaltens von C45E mittels Gleichung 7.11.
i 1 2 3 4 5 6
βi -0,036 0,048 0,046 0,928 0,110 1,144
νi -0,023 0,143 0,025 0,862 0,042 0,985
γi 0,126 -0,324 0,057 1,001 -0,278 0,675
B = 1176 · [(β1s+ β2) Λ + (β3s+ β4)]
[
β5 ln d
−1/2
k + β6
]
n = 0, 234 · [(ν1 ln s+ ν2) Λ + (ν3 ln s+ ν4)]
[
ν5d
−1/2
k + ν6
]
(7.14)
C = 13, 9 · [(γ1 ln s+ γ2) lnΛ + (γ3 ln s+ γ4)]
[
γ5 ln d
−1/2
k + γ6
]
Um auch fu¨r die Skalierungsfunktionen eine Abscha¨tzung des Einflusses der
Eingangsparameter vornehmen zu ko¨nnen, wurde analog zu Abschnitt 7.2
eine Sensitivita¨tsanalyse durchgefu¨hrt. Die Ergebnisse sind in Bild 7.13 fu¨r
die einzelnen Skalierungsfunktionen aus Gleichung 7.14 zusammengefasst.
Fu¨r die Skalierungsfunktion B (Λ, s, dk) (Bild 7.13a) wird ein nahezu linearer
Einfluss des Skalierungsfaktors Λ und des Stauchverha¨ltnisses s beobachtet.
Mit kleiner werdenden Probenabmessungen wird bei geringen Stauchverha¨lt-
nissen zuna¨chst ein Abfall der Skalierungsfunktion gefunden, d.h. die model-
lierte Fließspannung wu¨rde sinken, wenn die Probenho¨he deutlich gro¨ßer als
der Probendurchmesser ist. Bei großen Stauchverha¨ltnissen kehrt sich der Ef-
fekt um und es werden, wie auch experimentell besta¨tigt wurde (vgl. Kapitel
6), ho¨here Fließspannungen mit kleiner werdenden Probengro¨ßen modelliert.
Der Einfluss des Stauchverha¨ltnisses u¨berwiegt demnach im Vergleich zum
Skalierungsfaktor und bedingt die beschriebene Effektumkehr. Die Korngro¨ße
hat keinen Einfluss auf die Wirkungsweise der beiden Gro¨ßen. Lediglich das
Niveau der Skalierungsfunktion und letztlich der modellierten Fließspannung
werden beeinflusst. Mit zunehmender Korngro¨ße wird dabei ein Abfall der
Fließspannung vorhergesagt, was die experimentellen Ergebnisse besta¨tigt.
Da, wie bereits in Abschnitt 7.2 gezeigt wurde, der Parameter B den gro¨ßten
Einfluss auf die resultierende modellierte Fließspannung hat, darf die Skalie-
rungsfunktion trotz des geringen Einflusses des Skalierungsfaktors Λ und des
Stauchverha¨ltnisses s im Vergleich zum Bild 7.13b und c nicht vernachla¨ssigt
werden.
Fu¨r die Skalierungsfunktion n (Λ, s, dk) wird der Einfluss des Stauchverha¨lt-
nisses s als ausschlaggebend identifiziert (Bild 7.13b). Mit gro¨ßer werden-
dem s steigt die Skalierungsfunktion des Verfestigungsexponenten deutlich
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Bild 7.13: Relativer Einfluss des Skalierungsfaktors Λ, des Stauchverha¨ltnisses s und
der Korngro¨ße dk auf die Skalierungsfunktionen a) B (Λ, s, dk), b) n (Λ, s, dk) und c)
C (Λ, s, dk).
an und fu¨hrt letztlich im modellierten Spannungs-Stauchungs-Verhalten zu
einer gro¨ßeren Verfestigung wa¨hrend der plastischen Verformung. Auch dies
besta¨tigt die in Abschnitt 6.1.1.3 gefundenen experimentellen Ergebnisse.
Der Skalierungsfaktor Λ hat wie auch B (Λ, s, dk) einen linearen Einfluss
auf das Gesamtergebnis. Der resultierende Verfestigungsexponent sinkt da-
bei mit kleiner werdender Probengro¨ße signifikant ab. Fu¨r n (Λ, s, dk) konnte
jedoch im Vergleich zu B (Λ, s, dk) kein Einfluss der Korngro¨ße nachgewie-
sen werden. D.h. der Einfluss von Skalierungsfaktor und Stauchverha¨ltnis ist
bei allen untersuchten Korngro¨ßen qualitativ und quantitativ nahezu gleich
groß. Demnach ko¨nnte die Skalierungsfunktion fu¨r den Verfestigungsexpo-
nenten (Gleichung 7.14) um den Korngro¨ßeneinfluss reduziert werden.
Fu¨r die Skalierungsfunktion der Dehnratensensitivita¨t C (Λ, s, dk) spielt das
Stauchverha¨ltnis zuna¨chst nur eine untergeordnete Rolle (Bild 7.13c). Fu¨r
große Probenabmessungen ist der Einfluss des Stauchverha¨ltnisses nahezu
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konstant. Mit kleiner werdenden Abmessungen la¨sst sich ein zunehmender
Einfluss von s auf die Dehnratensensitivita¨t und letztlich auf die modellier-
te Fließspannung erkennen. Ausschlaggebend fu¨r C (Λ, s, dk) ist der Skalie-
rungsfaktor Λ. Mit kleiner werdenden Probenabmessungen steigt C (Λ, s, dk)
deutlich an. Fu¨r Skalierungsfaktoren Λ < 0, 4 wird der Einfluss zunehmend
nichtlinear und versta¨rkt sich bei gro¨ßeren Stauchverha¨ltnissen. Wie bereits
fu¨r B (Λ, s, dk) konnte fu¨r C (Λ, s, dk) ein a¨hnlicher Einfluss der Korngro¨ße
nachgewiesen werden. Die Wirkung von Skalierungsfaktor Λ und Stauch-
verha¨ltnis s bleibt erhalten, jedoch wird das Niveau der Skalierungsfunk-
tion mit vera¨nderter Korngro¨ße verschoben. Die Ergebnisse zeigen, dass
fu¨r die Beschreibung eines gro¨ßenabha¨ngigen Dehnratensensitivita¨tskoeffi-
zienten C (Λ, s, dk) alle untersuchten Einflussgro¨ßen beru¨cksichtigt werden
mu¨ssen.
7.4 Modellvalidierung
In Bild 7.14 ist das in Abschnitt 7.3 entwickelte Modell fu¨r den C45E mit
einer mittleren Korngro¨ße von dk = 10 µm angewendet. Unter quasistati-
scher Belastung (Bild 7.14a) wird das gemessene Werkstoffverhalten nahezu
korrekt wiedergegeben. Der in Abschnitt 6.1.1.1 dargestellte geringe Proben-
gro¨ßeneinfluss wird vom Modell richtig beschrieben. Die zunehmende Abwei-
chung der modellierten von den experimentell ermittelten Kurven bei hohen
Stauchgraden ist in einem zunehmenden Einfluss der Reibung begru¨ndet.
Der Anfangsfließspannungsbereich hingegen wird nahezu vollsta¨ndig richtig
beschrieben. Im Vergleich dazu liefert das Modell nach Zerilli-Armstrong
etwas zu hohe Anfangsfließspannungen. Im weiteren Verlauf werden die
Fließspannungen deutlich unterscha¨tzt. Das heißt, das Verfestigungsverhal-
ten des Werkstoffes wird durch das Modell nach Zerilli-Armstrong nicht
korrekt beschrieben. Daru¨ber hinaus lassen sich durch das Modell keine
Gro¨ßenabha¨ngigkeiten beschreiben. Unter quasistatischer Belastung werden
unabha¨ngig von der Probengro¨ße die gleichen Fließspannungswerte berech-
net. Die unter dynamischer Belastung experimentell gefundenen Gro¨ßenef-
fekte werden durch das entwickelte Modell gut wiedergegeben. Im Anfangs-
fließspannungsbereich la¨sst sich die beste U¨bereinstimmung nachweisen. Bei
ho¨heren plastischen Verformungen ergeben sich jedoch leichte Abweichun-
gen zwischen dem gemessenen und modellierten Fließspannungsverhalten.
Wie bereits unter quasistatischer Belastung lassen sich mit dem Zerilli-
Armstrong-Modell auch keine dymischen Gro¨ßeneffekte beschreiben. Die
modellierten Kurven verlaufen nahezu deckungsgleich. Leichte Unterschiede
ergeben sich lediglich aus dem gro¨ßenabha¨ngigen Temperaturanstieg in der
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Bild 7.14: Modellierung des Einflusses des Skalierungsfaktors fu¨r den C45E mit ei-
ner mittleren Korngro¨ße von dk = 10 µm fu¨r eine Dehnungsgeschwindigkeit von
a) ε˙ = 10−3 s−1 und b) ε˙ > 103 s−1.
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Bild 7.15:Modellierung des Einflusses des Stauchverha¨ltnisses fu¨r den C45E mit einer
mittleren Korngro¨ße von dk = 10 µm fu¨r einen Skalierungsfaktor von a) Λ = 0, 33 und
b) Λ = 1.
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Probe wa¨hrend der plastischen Verformung (vgl. Abschnitt 6.1.2.1).
Ein a¨hnliches Verhalten la¨sst sich bei der Modellierung des Einflusses
des Stauchverha¨ltnisses s nachweisen (Bild 7.15). Gezeigt ist der Ein-
fluss des Stauchverha¨ltnisses unter quasistatischer und hochdynamischer
Druckbelastung fu¨r zwei verschiedene Probengro¨ßen. Sowohl fu¨r die klei-
nere als auch fu¨r die gro¨ßere Probengeometrie wird der Einfluss des Stauch-
verha¨ltnisses zumindest tendenziell richtig wiedergegeben. Dabei wird ins-
besondere das dynamische Werkstoffverhalten der Kleinstproben durch die
fehlende Mo¨glichkeit, Gro¨ßeneffekte zu beschreiben, vom Zerilli-Armstrong-
Modell deutlich unterscha¨tzt.
Durch die Einbeziehung der Korngro¨ße als Einflussgro¨ße in den Skalierungs-
funktionen (Gleichung 7.14) ist es mo¨glich, auch das gro¨ßenabha¨ngige Fließ-
und Verfestigungsverhalten der beiden anderen im Rahmen dieser Arbeit un-
tersuchten Werkstoffzusta¨nde des C45E zu beschreiben. In Bild 7.16 ist der
Vergleich zwischen experimentell ermitteltem und modelliertem Werkstoff-
verhalten gezeigt. Unter quasistatischer Belastung konnte das Fließspan-
nungsverhalten fu¨r die Korngro¨ße dk = 34 µm gut wiedergegeben werden
(Bild 7.16a). Die Fließkurven werden zwar leicht unterbewertet, geben jedoch
den tendenziellen Verlauf richtig wieder. Die Abweichung betra¨gt im Mittel
< 40 MPa und ist damit geringer als 6%. Bei hohen plastischen Verformun-
gen versta¨rkt sich die Abweichung zwischen experimentell gemessenen und
modellierten Daten, was wiederum in der zunehmenden Stirnfla¨chenreibung
bei hohen Stauchgraden begru¨ndet ist. Unter dynamischer Belastung wird
das Werkstoffverhalten im Mittel richtig wiedergegeben (Bild 7.16c). Die
deutlich auftretenden Gro¨ßeneffekte werden durch das Modell gut wiederge-
geben.
Fu¨r den Werkstoff mit der Korngro¨ße dk = 120 µm ko¨nnen die experimentell
deutlich nachgewiesenen Gro¨ßeneffekte auf das Fließspannungsverhalten un-
ter quasistatischer Druckbelastung nur teilweise wiedergegeben werden (Bild
7.16b). Im Anfangsfließspannungsbereich wird eine gute U¨bereinstimmung
erreicht, wa¨hrend insbesondere die Fließspannungen der Kleinstproben bei
ho¨heren plastischen Verformungen deutlich unterbewertet werden.
Unter hochdynamischer Druckbelastung (ε˙ > 103 s−1) werden die gefun-
denen Gro¨ßeneffekte tendenziell richtig beschrieben (vgl. Bild 7.16d). Der
Anfangsfließspannungsbereich wird durch das Modell bei allen Probengro¨ßen
in guter U¨bereinstimmung wiedergegeben. Bei ho¨heren plastischen Verfor-
mungen werden die Fließspannungen jedoch leicht u¨berbewertet.
Auch fu¨r den Einfluss des Stauchverha¨ltnisses s konnten durch das Modell
die richtigen Tendenzen fu¨r beide Korngro¨ßen vorhergesagt werden (Bild
7.17). Es zeigt sich jedoch, dass die quantitative Vorhersagegenauigkeit des
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Bild 7.16: Vergleich der gemessenen und mittels Gleichung 7.11 modellierten Daten
fu¨r den C45E mit einer Korngro¨ße von dk = 34 µm (a,c) und dk = 120 µm (b,d) fu¨r
den quasistatischen (a,b) und hochdynamischen Belastungsfall (c,d).
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Bild 7.17: Vergleich der gemessenen und mittels Gleichung 7.11 modellierten Da-
ten fu¨r den C45E mit einer Korngro¨ße von dk = 34 µm (a) und dk = 120 µm (b)
und Beru¨cksichtigung des Einflusses des Stauchverha¨ltnisses unter hochdynamischer
Druckbelastung.
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Modells in Bezug auf den Einfluss des Stauchverha¨ltnisses verbessert werden
muss. Die modellierten Fließspannungsunterschiede fu¨r die einzelnen Werte
von s fallen zu gering aus. Dennoch werden durch das Modell die Fließspan-
nungen bei ho¨heren plastischen Verformungen relativ gut wiedergegeben.
Die Ergebnisse zeigen, dass der in Gleichung 7.11 vorgeschlagene Ansatz
und die in Abschnitt 7.2 und 7.3 gezeigte Parameteridentifikation geeignet
sind, das gro¨ßenabha¨ngige Fließ- und Verfestigungsverhalten von C45E zu
beschreiben.
Im Folgenden soll kurz die Anwendbarkeit des vorgeschlagenen Modells
auf die beiden anderen im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Werkstof-
fe u¨berpru¨ft werden. Dazu ist es notwendig, die Skalierungsfunktionen fu¨r
die Titanlegierung Ti-6-22-22S und die Aluminiumlegierung Al7075 T6 neu
zu entwickeln. Da beide Werkstoffe unter dynamischer Belastung zum Ver-
sagen durch adiabatisches Scheren neigen und die Bruchstauchung bereits
bei relativ geringen Stauchgraden erreicht ist (vgl. Abschnitt 6.2), soll sich
im Folgenden vorwiegend auf den quasistatischen Belastungsfall bezogen
werden. Das bedeutet, dass der temperaturabha¨ngige Term vernachla¨ssigt
werden kann und sich das Modell durch Zusammenfu¨hren von Gleichung
7.11 und 7.14 zu den in Gleichung 7.15 gezeigten Ansa¨tzen vereinfacht. Da-
bei soll lediglich der Gro¨ßeneinfluss (Skalierungsfaktor) an sich betrachtet
werden.
σ1 = (β11 · Λ + β21) · ε(ν11·Λ+ν21) + (γ11 · ln Λ + γ21) · ln ε˙
ε˙0
σ2 = (β12 · Λ + β22) · ε(ν12·Λ+ν22) + (γ12 · ln Λ + γ22) · ln ε˙
ε˙0
(7.15)
Ausgangspunkt der Parameteridentifikation ist wiederum die in Abschnitt
7.2 definierte Referenzgeometrie und die Bestimmung der Referenzmodell-
parameter. Nach deren Kenntnis wird der Gro¨ßeneinfluss entsprechend der
in Abschnitt 7.3 gezeigten Vorgehensweise in Gleichung 7.15 integriert. Die
daraus resultierenden Modellparameter sind in Tabelle 7.4 zusammengefasst.
Tabelle 7.4: Modellparameter fu¨r eine gro¨ßenabha¨ngige Beschreibung des Fließ- und
Verfestigungsverhaltens von Ti-6-22-22S und Al7075 T6 mittels Gleichung 7.11.
i β1i β2i ν1i ν2i γ1i γ2i
Ti-6-22-22S 1 -20 1807 0,008 0,099 -3,571 17
Al7075 2 -100 947 -0,027 0,104 -0,472 -0,577
Der Vergleich der experimentell gemessenen und modellierten Daten ist in
Bild 7.18 gezeigt. Wie bereits beim C45E werden die probengro¨ßenabha¨ngi-
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Bild 7.18: Modellierung des quasistatischen Fließspannungsverhaltens von
(a) Ti-6-22-22S und (b) Al7075 T6 unter Verwendung des Modellansatzes ent-
sprechend Gleichung 7.11.
gen Fließspannungen gut wiedergegeben. Sowohl fu¨r die Titanlegierung (Bild
7.18a) wie auch fu¨r die Aluminiumlegierung (Bild 7.18b) liefert das Modell
insbesondere im Anfangsfließspannungsbereich nahezu identische modellier-
te und experimentell gemessene Werte. Fu¨r die Aluminiumlegierung bleibt
die gute Vorhersagegenauigkeit auch bei hohen plastischen Verformungen
erhalten. Das Versagen, was bei der Titanlegierung bereits unter quasistati-
scher Druckbelastung auftritt (vgl. Abschnitt 6.2.1), kann durch das Modell
nicht beschrieben werden.
7.5 Zusammenfassung des Kapitels
Ziel des Kapitels 7 war die Modellierung des gemessenen und in Kapitel 6 be-
schriebenen Fließ- und Verfestigungsverhaltens der untersuchten Werkstoffe.
Ausgehend von einem kurzen U¨berblick der empirischen und semiempirischen
Materialmodelle wurde das Modell von Zerilli-Armstrong [189] ausgewa¨hlt,
um das Werkstoffverhalten zu beschreiben. Die Parameteridentifikation wur-
de durch eine mehrdimensionale nichtlineare Regressionsrechnung nach der
Methode der kleinsten Fehlerquadrate durchgefu¨hrt. Da es mit dem Modell
nicht mo¨glich ist, Gro¨ßenabha¨ngigkeiten zu beschreiben, wurde ein neuer
Ansatz entwickelt, der es ermo¨glichen soll, durch eine auf der Auswertung
realer experimenteller Ergebnisse basierenden Parameteridentifikation die ge-
fundenen Gro¨ßeneffekte als Funktion der Dehnung ε, der Dehnungsgeschwin-
digkeit ε˙ und der Temperatur T vorherzusagen. In diesem Zusammenhang
wird von einem geschlossen formulierten Materialmodell gesprochen. Da-
bei wurden ausgehend von einer Referenzgeometrie Skalierungsfunktionen
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entwickelt, die das gemessene Werkstoffverhalten als Funktion des Skalie-
rungsfaktors Λ, des Stauchverha¨ltnisses s und der Korngro¨ße dk beschreiben.
Die Modellierungsergebnisse zeigen, dass das gemessene Fließspannungsver-
halten mit hoher Vorhersagegenauigkeit modelliert wurde. Im Vergleich zum
Modell von Zerilli und Armstrong wurde die Vorhersagegenauigkeit deutlich
verbessert. Mit dem Ansatz wurde nachgewiesen, dass experimentell gefun-
dene Gro¨ßeneffekte qualitativ und teilweise auch quantitativ gut abgescha¨tzt
werden ko¨nnen. Durch die Einbeziehung der Korngro¨ße konnte gezeigt wer-
den, dass auch unterschiedliche Werkstoffzusta¨nde mit nur einer Parameteri-
dentifikation hinreichend genau beschrieben werden ko¨nnen. Der entwickelte
Ansatz wurde anhand der Modellierung der Titanlegierung Ti-6-22-22S und
der Aluminiumlegierung Al7075 T6 verifiziert. Eine Beschreibung des Versa-
gensverhaltens ist mit dem Modell jedoch nicht mo¨glich.
8 Werkstoffbasierte Schnittkraftmodellierung
Im folgenden Abschnitt wird versucht, die in Kapitel 6 und 7 gefundenen
Erkenntnisse auf den Bereich der Zerspanungstechnik zu u¨bertragen. Im Be-
sonderen soll gepru¨ft werden, inwieweit die Beschreibung des gro¨ßenabha¨ngi-
gen Fließ- und Verfestigungsverhaltens (vgl. Abschnitt 7.3) genutzt werden
kann, um Gro¨ßeneffekte bei der Ermittlung der spezifischen Schnittkraft kc
zu beschreiben. Die Kenntnis der Zerspankra¨fte ist im Hinblick auf die Aus-
wahl der Maschinenleistung und der Zerspanungswerkzeuge sowie fu¨r die
Optimierung der Prozessparameter und die Kontrolle von Schwingungser-
scheinungen wa¨hrend der Bearbeitung von entscheidender Bedeutung [196].
Auch lassen sich Aussagen u¨ber den Werkzeugverschleiß ableiten. Demzu-
folge wird in der Literatur der Modellierung der Zerspankra¨fte und im Spe-
ziellen der Beschreibung der leistungsfu¨hrenden Schnittkraft Fc besondere
Aufmerksamkeit geschenkt.
Im Folgenden wird, ausgehend von der Theorie der Spanbildung, der Stand
der Technik bei der Modellierung der Schnittkraft Fc dargestellt, wobei be-
sonderer Schwerpunkt auf die Integration von Gro¨ßeneffekten gelegt wird.
Basierend auf der Theorie von Merchant [197,198] wird ein auf realen Werk-
stoffdaten basierendes Modell zur Berechnung der Schnittkraft abgeleitet,
welches den in Kapitel 7 entwickelten Ansatz integriert und damit werkstoff-
bedingte Gro¨ßeneffekte bei Zerspanungsprozessen vorhersagbar macht.
8.1 Theorie der Spanbildung
Beim Spanen dringt ein Schneidkeil in den Werkstoff ein und verursacht ei-
ne Stauchung des Werkstu¨ckwerkstoffs vor der Schneide. Dadurch wird im
Werkstoff eine Scherbeanspruchung erzeugt, die mit weiter bewegtem Werk-
zeug wa¨chst. Wird die maximale Werkstu¨ckfestigkeit u¨berschritten, kommt
es zum Versagen und zur Spanbildung [199]. Damit kann die Spanbildung
anna¨hernd als plastischer Vorgang gesehen werden, der durch den in den
Werkstoff eindringenden Schneidkeil verursacht wird. Beim Spanen wird der
Werkstoff prinzipiell in Form von du¨nnen Lamellen abgeschert, die in der so-
genannten Scherebene liegen und mit der Schnittrichtung des Werkzeuges
den Scherwinkel φ einschließen [200]. Wa¨hrend der Spanbildung entsteht
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ein dreidimensionaler Spannungszustand, der nur schwer mathematisch be-
schreibbar ist. Deshalb werden ha¨ufig vereinfachte Modellannahmen getrof-
fen, die im Bereich der Fließspanbildung unter bestimmten Bedingungen
bei vernachla¨ssigbar kleiner Spanbreitung auf ein ebenes Problem fu¨hren.
Ausgangspunkt zahlreicher Modelle fu¨r die Schnittkraftberechnung ist die
Theorie von Merchant [197, 198]. Die Kra¨fteverha¨ltnisse im freien Schnitt
sind in Bild 8.1 gezeigt.
α Freiwinkel
β Keilwinkel
γ Spanwinkel
ρ Reibungswinkel
φ Scherwinkel
vc Schnittgeschwindigkeit
h Spanungsdicke
h1 Spandicke
FNi Normalkraft (i = γ,φ)
FTi Tangentialkraft (i = γ,φ)
Fz Zerspankraft
FP Passivkraft
Fc Schnittkraft
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Bild 8.1: Kra¨fteverha¨ltnisse beim Spanen im freien Schnitt nach Merchant [197].
Dabei wird ein orthogonaler Zerspanprozess angenommen. Das heißt, es liegt
ein ebener Forma¨nderungszustand vor und die Zerspankraft wird linienfo¨rmig
in den Schneidkeil eingefu¨hrt. Bei einer kontinuierlichen Spanildung (Fließ-
spanbildung) la¨sst sich der Prozess durch fu¨nf Verformungszonen beschrei-
ben (Bild 8.2) [201].
Die hauptsa¨chliche plastische Verformung findet in der prima¨ren Scherzone
(Scherebene) statt. Dem Werkstoff wird eine Scherverformung aufgezwun-
gen, die letztlich bei U¨berschreiten der Festigkeitsgrenze zum Versagen und
zur Spanbildung fu¨hrt. In der sekunda¨ren Scherzone vor der Span- und Frei-
fla¨che wird dem Werkstoff infolge der Reibung am Schneidkeil eine zusa¨tz-
liche Verformung aufgezwungen. Unmittelbar vor der Schneidkante bildet
sich eine Stauzone mit hohem hydrostatischen Spannungszustand, in der
die Trennung des Werkstoffes erfolgt. Letztlich wird eine Verformungsvor-
laufzone beobachtet, in der geringe plastische Verformungen auftreten. Sie
ist durch die Verformungstiefe tv gekennzeichnet und definiert schlussendlich
die Randzonenbeeinflussung durch den Zerspanungsvorgang.
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Bild 8.2: Wirkzonen bei der Spanentstehung nach [202].
8.2 Zerspankraftmodellierung
8.2.1 Empirische Schnittkraftmodelle
Seit dem Beginn der systematischen Untersuchung von Zerspanungs-
vorga¨ngen wird danach gestrebt, Gesetzma¨ßigkeiten fu¨r Zerspanungskra¨fte
zu ermitteln und zu quantifizieren [199]. Dabei wird in der Literatur zwi-
schen theoretischen und empirischen Ansa¨tzen unterschieden. Die theore-
tischen Modelle finden bis heute vor allem fu¨r Grundlagenuntersuchungen
zum Versta¨ndnis der Spanbildung Anwendung, wohingegen die empirischen
Ansa¨tze eher praxisorientiert sind. Ursache hierfu¨r liegt in den zum Teil stark
vereinfachten Annahmen der Modelle. Zum anderen werden ha¨ufig Werk-
stoffkennwerte herangezogen, die den realen Belastungsbedingungen nicht
entsprechen und demzufolge fu¨r die Verha¨ltnisse in der Spanbildungszone
keine Relevanz besitzen. Zerspanungsprozesse sind Vorga¨nge, bei denen der
Werkstoff hohen Verformungen (ϕ > 1), extremen Dehnungsgeschwindig-
keiten (ε˙ > 104 s−1) und hohen Temperaturen (ϑ > 600◦C) unterworfen
wird. In [136] konnte gezeigt werden, dass unter Beachtung des entsprechen-
den Werkstoffverhaltens eine gute Vorhersagegenauigkeit der Zerspankra¨fte
und Spanbildungsvorga¨nge prognostiziert werden kann.
Den in der Praxis wesentlich ha¨ufiger eingesetzten empirischen Modellen lie-
gen hauptsa¨chlich unterschiedliche Abha¨ngigkeiten der Zerspankra¨fte vom
Spanungsquerschnitt zugrunde. Ein erster Ansatz geht auf Taylor [203]
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zuru¨ck (Gleichung 8.1), der u¨ber ein einfaches Potenzgesetz die Schnittkraft
Fc auf die maschinenbezogenen Einstellgro¨ßen Schnitttiefe ap und Vorschub
f zuru¨ckfu¨hrt. Kronenberg [204] hingegen beschreibt die Schnittkraft als
Funktion der schneidenbezogenen Prozessgro¨ßen Spanungsbreite b und Spa-
nungsdicke h (Gleichung 8.2). Die Parameter k1 und k2 sind empirische,
werkstoffabha¨ngige Konstanten.
Fc = k1 · ap · fk2 (8.1)
Fc = k1 · (b · h)k2 (8.2)
In Gleichung 8.2 werden die Spanungsbreite b und die Spanungsdicke h
gleichwertig behandelt. Victor und Kienzle [205–207] konnten in ihren Ar-
beiten jedoch zeigen, dass der Einfluss der Spanungsdicke den linearen Ein-
fluss der Spanungsbreite bei Weitem u¨bersteigt. Ausgehend von Gleichung
8.1 wurde ein Potenzansatz entwickelt, der die Schnittkraft als Funktion der
schneidenbezogenen Parameter b und h beschreibt (Gleichung 8.3).
Fc = kc1.1 · b · h0 ·
(
h
h0
)1−mc
(8.3)
kc =
Fc
b · h (8.4)
Darin sind kc1.1 der Hauptwert der spezifischen Schnittkraft und mc der so-
genannte Steigungsbeiwert, der den Anstieg der spezifischen Schnittkraft kc
in Abha¨ngigkeit der Spanungsdicke h in der doppelt logarithmischen Darstel-
lung wiedergibt. Beide Werte werden bei einer Schnittgeschwindigkeit von
vc = 100 m/min ermittelt. Die Konstante h0 ist mit 1 mm festgelegt und
wird fu¨r eine konsistente Einheit beno¨tigt. Die spezifische Schnittkraft ergibt
sich aus der auf den Spanungsquerschnitt bezogenen Schnittkraft Fc (Glei-
chung 8.4). Der Index 1.1 steht fu¨r einen Spanungsquerschnitt von 1 mm2,
der sich aus der Spanungsdicke h = 1 mm und der Spanungsbreite b = 1 mm
ergibt. Der Ansatz in Gleichung 8.3 kann fu¨r die leistungsfu¨hrende Schnitt-
kraft Fc, die Vorschubkraft Ff und die nichtleistungsfu¨hrende Passivkraft Fp
angewendet werden [199]. Bereits Victor und Kienzle (z.B. [206]) erkann-
ten, dass in Abha¨ngigkeit des eingesetzten Werkzeuges, des betrachteten
Fertigungsverfahrens sowie einer Reihe weiterer Einflussgro¨ßen Korrektur-
faktoren fu¨r die Berechnung der Schnittkraft erforderlich sind, welche aus
experimentellen Untersuchungen bestimmt wurden und heute in umfangrei-
chen Tabellenwerken zusammengefasst sind. Damit ergibt sich die heute in
der Praxis verwendete Form der Victor-Kienzle-Gleichung (Gleichung 8.5).
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Fc = kc1.1 · b · h0 ·
(
h
h0
)1−mc
·Kγ ·Kvc ·Kf ·KWV ·KWV er ·KWS (8.5)
Darin werden die Korrekturfaktoren fu¨r den Spanwinkel (Kγ), fu¨r die Schnitt-
geschwindigkeit (Kvc), die Form des Spanungsquerschnitts (Kf), den einge-
setzten Schneidstoff (KWV ), das betrachtete Fertigungsverfahren (KWV er)
und den Verschleißzustand des Werkzeuges (KWS) durch einen Produktan-
satz miteinander verbunden.
8.2.2 Beru¨cksichtigung von Gro¨ßeneffekten bei der Schnitt-
kraftmodellierung
Die Miniaturisierung von Bauteilen und Systemen spielt in einem weiten Be-
reich von technischen Anwendungen eine entscheidende Rolle. Dabei stei-
gen in der Regel die Anforderungen an das eingesetzte Material sowie die
Fertigungsgenauigkeit. Diese ko¨nnen meist nur durch eine spanende Bear-
beitung und Verfahren der Mikrozerspanungstechnik erfu¨llt werden [199].
In diesem Zusammenhang wird von vielen Autoren u¨ber Gro¨ßeneffekte auf
die spezifische Schnittkraft bei der Reduzierung der Spanungsdicke h be-
richtet (z.B. [196, 208–219]). Ursachen hierfu¨r werden darin gesehen, dass
Normalspannungen in der Scherebene zu inhomogenen Dehnungsverteilun-
gen (Dehnungsgradienten) parallel und senkrecht zur Scherebene fu¨hren.
Demnach treten Gro¨ßeneffekte auf, wenn die Normalspannung hoch genug
ist, um Mikrorisse zu erzeugen [211, 216, 219]. Dehnungsgradienten spie-
len insbesondere eine Rolle, wenn die Prozessdimensionen im Bereich ei-
ner materialabha¨ngigen charakteristischen La¨nge liegen, welche typischer-
weise die Gro¨ßenordnung der Korngro¨ße wiederspiegelt [4–9, 220]. Da die-
se Bereiche im Rahmen der vorliegenden Arbeit nicht betrachtet werden,
soll auf eine detaillierte Darstellung der dehnungsgradientenbasierten Be-
schreibung von Gro¨ßeneffekten bei der Zerspanung verzichtet werden. Wei-
tere Ursachen fu¨r Gro¨ßeneffekte werden in der Anzahl der Imperfektionen
je Volumeneinheit des Werkstoffs [211], in der Dehnrate [219] oder in der
Vera¨nderung der Wa¨rmeleitungsbedingungen im Span bei kleinen Spanungs-
dicken [212] gesehen. Letzteres besta¨tigt die in Abschnitt 6.1.2.1 gefunde-
nen Erkenntnisse. Daru¨ber hinaus werden Gro¨ßeneffekte beobachtet, wenn
die Spanungsdicke h in der Gro¨ßenordnung der Schneidkantenverrundung rβ
liegt (z.B. [208, 209, 212]). Um den zunehmenden Einfluss der Schneidkan-
tenverrundung auf die resultierende Schnittkraft zu beschreiben, schlagen
Denkena und Ko¨hler [208] eine Erweiterung der Gleichung nach Victor und
Kienzle (Gleichung 8.3) um einen weiteren Korrekturfaktor Cε = f (rβ/b)
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vor. Auch Kotschenreuther [199] entwickelt in seiner Arbeit einen Korrektur-
faktor als Funktion des Schneidkantenradius rβ (Gleichung 8.6), mit Hilfe der
er eine deutliche Verbesserung der Vorhersagegenauigkeit der spezifischen
Schnittkraft im Mikrobereich im Vergleich zu Gleichung 8.5 nachweist. Eine
Modellverifikation im Makrobereich steht noch aus.
Fc = kc1.1 · b · h1−mc1.1 ·
(
rβ
0, 008442 mm
)1−mc1.1
(8.6)
Auch Weber et al. [212] sehen im zunehmenden Einfluss der Schneid-
kantenverrundung bei kleinen Spanungsdicken einen Ansatzpunkt zur
Beschreibung des Gro¨ßeneffektes auf die spezifische Schnittkraft kc.
Basierend auf einer vollsta¨ndigen Dimensionsanalyse auf Grundlage des Π-
Theorems nach Buckingham [221] werden A¨hnlichkeitskennzahlen definiert,
womit physikalisch begru¨ndete interne Abha¨ngigkeiten der Eingangsgro¨ßen
im Zerspanungsprozess und letztlich Gro¨ßeneffekte bei der Zerspanung
beschrieben werden ko¨nnen. Die Modellierung der spezifischen Schnittkraft
erfolgt jedoch letztlich ebenfalls durch eine Modifikation des empirischen
Ansatzes nach Victor und Kienzle (Gleichung 8.3) durch eine geeignete
funktionale Verknu¨pfung mit den A¨hnlichkeitskennzahlen.
Ein anderer Ansatz wird in [215] gewa¨hlt. Basierend auf dem Modell nach
Merchant [197, 198] wird unter Einbeziehung des Schneidkantenradius rβ
eine analytische Formulierung der Schnittkraft vorgeschlagen. Darin wird
beru¨cksichtigt, dass sich mit abnehmender Spanungsdicke der effektive
Spanwinkel infolge der Schneidkantenverrundung a¨ndert und letztlich
erheblichen Einfluss auf die resultierende Schnittkraft hat. Insbesondere
wenn die Spanungsdicke im Mikrometerbereich liegt, kommt der Effekt zum
tragen.
8.2.3 Theoretischer Ansatz zur Berechnung der Schnittkraft
Neben den in Abschnitt 8.2.1 beschriebenen empirischen Modellen lassen
sich in der Literatur auch Ansa¨tze finden, welche die Schnittkraft aus der
Werkstofffestigkeit und den geometrischen Randbedingungen in der Scher-
zone ableiten. Aus den im ebenen Kra¨fteplan nach der Theorie von Ernst und
Merchant [222] eingetragenen Kra¨ften (vgl. Bild 8.1) la¨sst sich die Schub-
spannung in der Scherebene τφ mittels Gleichung 8.7 berechnen.
τφ =
Fz
b · h · cos (φ+ ρ− γ) · sinφ (8.7)
Die Zerspankraft Fz kann dabei durch die Tangentialkraft FTφ ausgedru¨ckt
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werden (Gleichung 8.8 und 8.9). Fu¨r die Schnittkraft Fc folgt ein Zusammen-
hang zwischen der Zerspankraft und dem Scherwinkel φ (Gleichung 8.10).
FTφ = τmax · b · h
sinφ
(8.8)
Fz = FTφ · 1
cos (φ+ ρ− γ) (8.9)
Fc = Fz · sin 2φ (8.10)
Die Scherbene wird dabei als der Ort definiert, bei dem die Schubspannungs-
werte τφ ein Maximum annehmen. Durch Nullsetzen der ersten Ableitung
von τ(φ) (Gleichung 8.7) ergibt sich der resultierende Scherwinkel φ aus
Gleichung 8.11.
φ =
pi
4
− ρ
2
+
γ
2
(8.11)
Aus der Literatur sind ca. 20 weitere Scherwinkelbeziehungen bekannt [223].
Eine der wichtigsten unter ihnen ist die Beziehung nach Hucks [224]. Hier-
bei werden wiederum der Orthogonalschnitt, das Scherebenenmodell, Cou-
lombsche Reibung und eine konstante Schubspannung in der Scherebene
vorausgesetzt. Daru¨ber hinaus wird angenommen, dass der Span frei u¨ber
der Spanfla¨che abfließen kann. Der Scherwinkel φ ergibt sich letztlich aus
Gleichung 8.12.
φ =
pi
4
+ γ − 1
2
arctan 2µ (8.12)
Aus den Gleichungen 8.7-8.11 la¨sst sich schließlich die spezifische Schnitt-
kraft berechnen (Gleichung 8.13).
kc =
Fc
b · h =
sin 2φ
sin2 φ
· τmax (8.13)
Wird der ebene Spannungszustand betrachtet und die Schubspannungshy-
pothese nach Tresca zugrunde gelegt, la¨sst sich der Zusammenhang zwi-
schen Schubspannung und Normalspannung (Fließspannung) entsprechend
Gleichung 8.14 herstellen. Wird die Gestalta¨nderungsenergiehypothese nach
von-Mises betrachtet, ergibt sich der Zusammenhang in Gleichung 8.15. Je
nach Modell unterscheiden sich die ermittelten Werte um ca. 13, 5%.
τmax =
1√
4
· σ (8.14)
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τmax =
1√
3
· σ (8.15)
Aus den gezeigten Zusammenha¨ngen sollte es theoretisch mo¨glich sein, die
spezifische Schnittkraft kc aus reinen Werkstoffuntersuchungen abzuleiten.
Sofern der Berechnung den realen Prozessbedingungen entsprechende Ma-
terialkennwerte zugrunde gelegt werden (σ = f (ε, ε˙, T )), sollte eine U¨ber-
einstimmung zwischen experimentell gemessenen und modellierten Schnitt-
kraftwerten erreichbar sein, insbesondere wenn Skalierungseffekte beru¨ck-
sichtigt werden.
8.3 Zerspanungstests
Um den in Abschnitt 8.2.3 dargestellten Zusammenhang zwischen der spe-
zifischen Schnittkraft kc und der Fließspannung σ zu verifizieren, wurden
am Labor fu¨r Produktionstechnik der Technischen Universita¨t Wien Zerspa-
nungsuntersuchungen beim Drehen durchgefu¨hrt. Im Folgenden sollen die
experimentelle Vorgehensweise und die Ergebnisse der Versuche kurz zu-
sammengefasst werden. Diese bilden die Grundlage fu¨r den in Abschnitt
8.4 beschriebenen Zusammenhang zwischen dem gro¨ßenabha¨ngigen dyna-
mischen Werkstoffverhalten und der Schnittkraft Fc.
8.3.1 Experimentelle Vorgehensweise
Fu¨r die Zerspanungstests wurde ein Außenla¨ngsdrehprozess gewa¨hlt. Die
Experimente wurden auf einer CNC-Drehmaschine mit Gegenspindel der Fa.
Haas Automation Inc. durchgefu¨hrt (Bild 8.3). Als Material wurde der Re-
ferenzwerkstoff C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm ver-
wendet.
Fu¨r die Versuche wurden unbeschichtete Hartmetall-Wendeschneidplatten
das Typs CCMW-09-T3-04-H13A und ein ISO-Klemmhalter
SCLCR-2020-K09 eingesetzt. Der Schneidkantenradius rβ betrug ca.
20 µm. Der Freiwinkel α bzw. der Spanwinkel γ wurden zu 7◦ bzw. 0◦
gewa¨hlt. Der halterbedingte Werkzeugeinstellwinkel κ betrug 95◦. Die
Prozesskra¨fte (Schnitt-, Vorschub- und Passivkraft - Fc, Ff , Fp) wurden
wa¨hrend der Schnittversuche mit einem Dreikomponenten-Dynamometer
der Fa. Kistler gemessen. Der Messbereich der Piezo-Kraftmessplattform
betra¨gt ±5 kN. Durch die interne Temperaturkompensation la¨sst sich die
Messeinrichtung bei Temperaturen zwischen 0◦C und 70◦C einsetzen. Das
aus vier Dreikomponenten-Kraftsensoren aufgebaute Dynamometer wird
unter hoher Vorspannung zwischen einer Grund- und Deckplatte eingebaut.
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Bild 8.3: Versuchsaufbau fu¨r die Schnittkraftmessungen am C45E.
Die Kraftsensoren enthalten jeweils drei piezoelektrische Sensoren in x-,
y- und z-Richtung, wodurch eine Messung aller drei Kraftkomponenten
im Raum ermo¨glicht wird. Die Empfindlichkeit fu¨r Fx und Fy betra¨gt
7,5 pC/N, fu¨r Fz hingegen 3,7 pC/N. Als Ladungsversta¨rker wurde ein
Vierkanalgera¨t mit einer ±10 V Ausgangsspannung verwendet.
In den Schnittversuchen wurden sowohl die geometrischen Gro¨ßen Vorschub
f und Schnitttiefe ap als auch die Schnittgeschwindigkeit vc variiert. Die
Versuchsparameter sind in Tabelle 8.1 zusammengefasst. Durch die Kombi-
nation der einzelnen Parameter ergaben sich insgesamt 80 Schnittversuche.
Die Schnittla¨nge wurde in allen Versuchen mit 15 mm konstant gehalten.
Tabelle 8.1: Versuchsparamter fu¨r die Schnittversuche am C45E.
i 1 2 3 4 5
fi [mm/U] 0,05 0,1 0,2 0,5 -
ap,i [mm] 0,05 0,2 0,5 1 2
vc,i [m/min] 50 100 200 280 -
8.3.2 Ergebnisse und Diskussion
Im folgenden Abschnitt sollen die Ergebnisse der Zerspanungsuntersuchun-
gen am C45E mit einer mittleren Korngro¨ße von dk ≈ 10 µm dargestellt und
diskutiert werden. Aufgrund der großen Anzahl an Parametervariationen und
daraus resultierenden Untersuchungsergebnissen werden einige wenige cha-
rakteristische Ergebnisse ausgewa¨hlt.
In Bild 8.4 ist der Einfluss des Vorschubes und der Schnittgeschwindigkeit
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auf die resultierenden Prozesskra¨fte dargestellt.
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Bild 8.4: Fu¨r eine konstante Schnitttiefe (ap = 1 mm) gemessene Prozesskra¨fte Fi
in Abha¨ngigkeit a) des Vorschubs f und b) der Schnittgeschwindigkeit vc (Werkstoff:
C45E, dk ≈ 10 µm).
Wie zu erwarten wird deutlich, dass bei einer konstanten Schnitttiefe ap
und Schnittgeschwindigkeit vc die Prozesskra¨fte Fi mit gro¨ßer werdendem
Vorschub f ansteigen (Bild 8.4a). Dabei liegt die Schnittkraft Fc deutlich
u¨ber den anderen Prozesskra¨ften. Ursache fu¨r den Kraftanstieg ist die Zu-
nahme des Spanungsquerschnittes bei gro¨ßeren Vorschu¨ben. Um die Pro-
zesskra¨fte miteinander vergleichen zu ko¨nnen, ist die Einfu¨hrung einer auf
den Spanungsquerschnitt bezogenen spezifischen Schnittkraft kc notwendig
(vgl. Gleichung 8.4). Da der Werkzeugeinstellwinkel κ in den Versuchen un-
gleich 90◦ ist, mu¨ssen die maschinenbezogenen Einstellgro¨ßen ap und f in die
schneidenbezogenen Prozessgro¨ßen h und b umgerechnet werden (Gleichung
8.16 und 8.17).
h = f · sinκ (8.16)
b = ap/ sinκ (8.17)
Eine Auswertung der Prozesskra¨fte Fi in Abha¨ngigkeit der Schnittgeschwin-
digkeit vc zeigt, dass mit steigendem vc ein leichter Ru¨ckgang der Kra¨fte
beobachtet werden kann.
In Bild 8.5 sind die spezifischen Prozesskra¨fte in Abha¨ngigkeit des Vorschubs
f und der Schnittgeschwindigkeit vc dargestellt. Im Gegensatz zu den Ab-
solutkra¨ften sinken die spezifischen Prozesskra¨fte mit steigendem Vorschub.
Die spezifischen Schnittkra¨fte kc verringern sich um ca. 38% bei einer Ver-
gro¨ßerung des Vorschubs von 0,05 mm/U auf 0,5 mm/U (Bild 8.5a). Fu¨r
162 KAPITEL 8. WERKSTOFFBASIERTE SCHNITTKRAFTMODELLIERUNG
Vorschub f
0,05 mm/U 0,1 mm/U 0,2 mm/U 0,5 mm/U
s p
e z
i f i
s c
h e
 K
r a
f t  
k i
 [ N
/ m
m
² ]
0
1000
2000
3000
4000
kc
kf
kp
ap = 1 mm
vc = 100 m/min
Schnittgeschwindigkeit vc
50 m/min 100 m/min 200 m/min 280 m/min
s p
e z
i f i
s c
h e
 K
r a
f t  
k i
 [ N
/ m
m
² ]
0
1000
2000
3000
4000
kc
kf
kp
ap = 1 mm
f = 0,2 mm/U
a) b)
Bild 8.5: Fu¨r eine konstante Schnitttiefe (ap = 1 mm) gemessene spezifische
Prozesskra¨fte ki in Abha¨ngigkeit a) des Vorschubs f und b) der Schnittgeschwindigkeit
vc (Werkstoff: C45E, dk ≈ 10 µm).
die spezifische Vorschubkraft kf wurde sogar ein Abfall um mehr als 65%
gemessen.
Fu¨r die spezifischen Prozesskra¨fte ki als Funktion der Schnittgeschwindigkeit
vc besta¨tigt sich der bereits bei den Absolutkra¨ften gefundene tendenzielle
Abfall der spezifischen Werte mit steigender Schnittgeschwindigkeit (Bild
8.5b).
In Bild 8.6 ist die spezifische Schnittkraft nochmals in Abha¨ngigkeit der
Spanungsdicke h dargestellt. Es wird deutlich, dass mit kleiner werdender
Spanungsdicke eine Erho¨hung von kc beobachtet wird. Dieser Festigkeitszu-
wachs soll im Folgenden als Skalierungseffekt bei der Zerspanung angese-
hen werden. Aus Bild 8.6 lassen sich die Parameter fu¨r den empirischen
Victor-Kienzle-Ansatz (Gleichung 8.3) zur Beschreibung der spezifischen
Schnittkraft als Funktion der Spanungsdicke bestimmen. Fu¨r eine Schnittge-
schwindigkeit von 100 m/min wurden ein kc1.1-Wert von 1983 N/mm
2 und
ein Steigungsbeiwert mc von 0,2112 ermittelt. Aus Bild 8.5 wird weiterhin
deutlich, dass sich bei einer ho¨heren Dehnungsgeschwindigkeit der Anstieg
der resultierenden Geraden im logarithmischen Diagramm von spezifischer
Schnittkraft und Spanungsdicke a¨ndert. Ein konstanter Korrekturfaktor fu¨r
den Einfluss der Schnittgeschwindigkeit ist demnach nicht zula¨ssig. Bereits
Kienzle [205] entwickelte aus Versuchen mit Schnittgeschwindigkeiten zwi-
schen 20 m/min und 100 m/min eine empirische Korrekturfunktion entspre-
chend Gleichung 8.18.
Kvc =
2, 023
v0,153c
(8.18)
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Bild 8.6: Spezifische Schnittkraft kc in Abha¨ngigkeit der Spanungsdicke h (Werkstoff:
C45E, dk ≈ 10 µm).
Ein Auswertung der Messwerte in Bild 8.6 zeigt, dass die Korrekturfunk-
tion auch bei ho¨heren Schnittgeschwindigkeiten zu funktionieren scheint.
Nachteil des Ansatzes ist es jedoch, dass die Schnittgeschwindigkeiten fu¨r
verschiedene Spanungsdicken konstant gehalten werden. Dies hat zur Fol-
ge, dass die lokale Dehnrate in der Scherebene durch eine Reduzierung der
Abmessungen ansteigt und zu einem vera¨nderten Festigkeitsverhalten fu¨hrt.
Da unter dynamischer Belastung stets auch Temperatureffekte auftreten,
a¨ndert sich auch die lokale Erwa¨rmung in der Scherzone bei kleinen Spa-
nungsdicken. Diesem Effekt wird in der Victor-Kienzle-Gleichung jedoch nur
durch empirisch ermittelte Korrekturfaktoren Rechnung getragen und kein
werkstofftechnischer Bezug hergestellt (vgl. Gleichung 8.5). Daru¨ber hinaus
wird in der Definition des Geschwindigkeitskorrekturfaktors in Gleichung 8.18
keine Unterscheidung zwischen einem thermisch aktivierten und athermi-
schen Fließspannungsverhalten gemacht. Unlegierte Sta¨hle (typischerweise
thermisch aktiviert) und Aluminiumlegierungen (nahezu athermisch) werden
diesbezu¨glich gleich behandelt.
Fu¨r den Einfluss der Schnittgeschwindigkeit auf die spezifische Schnittkraft
bei konstanter Spanungsbreite b la¨sst sich keine eindeutige Abha¨ngigkeit
feststellen (Bild 8.7). Es konnte weder ein kontinuierliches Ansteigen oder
Abfallen noch eine konstante spezifische Schnittkraft fu¨r unterschiedliche
Spanungsbreiten als Funktion der Schnittgeschwindigkeit gefunden werden.
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Bild 8.7: Spezifische Schnittkraft kc in Abha¨ngigkeit der Schnittgeschwindigkeit vc
(Werkstoff: C45E, dk ≈ 10 µm).
Bei einer Vera¨nderung der Spanungsdicke h und der Schnittgeschwindigkeit
vc lassen sich auch Gro¨ßeneffekte auf die Spanentstehung beobachten. In
Bild 8.8 sind die aus den experimentellen Untersuchungen bei einer Schnitt-
tiefe ap von 1 mm resultierenden Spa¨ne gezeigt.
Fu¨r geringe Spanungsdicken (h = 0, 05mm) lassen sich bei geringen Schnitt-
geschwindigkeiten zuna¨chst Wendelspanstu¨cke und lange zylindrische Wen-
delspa¨ne erkennen, wohingegen mit wachsender Schnittgeschwindigkeit zu-
nehmend Band- und Wirrspa¨ne beobachtet werden. Bei Spanungsdicken von
0,1 mm besta¨tigt sich dieses Verhalten. Insbesondere bei hohen Schnittge-
schwindigkeiten bildet sich der fu¨r die spanende Bearbeitung von Werkstoffen
ungu¨nstige Wirrspan heraus. Bei ho¨heren Spanungsdicken von 0,2 mm treten
keine Wirrspa¨ne mehr auf. U¨ber den gesamten untersuchten Geschwindig-
keitsbereich werden lange, zylindrische Wendelspa¨ne beobachtet.
Bei großen Spanungsdicken (h ≈ 0, 5 mm) neigt der Werkstoff zunehmend
zur Segmentierung und es lassen sich Spiralspa¨ne und Spiralspanbruchstu¨cke
beobachten. Der U¨bergang vom Fließ- zum Segmentspan wird in der Lite-
ratur ebenfalls als Gro¨ßeneffekt definiert und wird bspw. in [225] und [226]
detailliert untersucht. Neben der Spanform wird auch der Spanquerschnitt
signifikant durch eine Reduzierung der Spanungsdicke beeinflusst. Auch dies
wird in der Literatur als Gro¨ßeneffekt bei der Zerspanung verstanden. In Bild
8.9 sind drei resultierende Spanquerschnitte fu¨r eine Schnittgeschwindigkeit
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Bild 8.8: Aus den Zerspungstests bei einer Spanungsbreite b von 1 mm resultierende
Spanformen (Werkstoff: C45E, dk ≈ 10 µm).
von 100 m/min gezeigt.
Fu¨r kleine Spanungsdicken bildet sich ein nahezu typischer Bandspan her-
aus. Die Spanbreite ist deutlich gro¨ßer als die Spandicke. Aus den metal-
lographischen Aufnahmen wird deutlich, dass im u¨berwiegenden Teil des
Werkstoffs im Spanquerschnitt relativ geringe Verformungen vorliegen. Die-
se konzentrieren sich auf den Bereich der Spanunterseite. Daru¨ber hinaus ist
die Rauheit der Unterseite im Vergleich zur Oberseite deutlich geringer, was
wiederum mit der starken Verformung im Zusammenhang steht.
Fu¨r mittlere Spanungsdicken (h = 0, 2 mm in Bild 8.9) la¨sst sich ein ge-
kru¨mmter Spanquerschnitt beobachten. Aus den metallographischen Auf-
nahmen wird jedoch deutlich, dass die gro¨ßten lokalen Verformungen des
Werkstoffs am Rand des Spans gefunden werden. An der Spanunterseite
lassen sich zuna¨chst keine großen plastischen Verformungen im Gefu¨ge er-
kennen.
Fu¨r große Spanungsdicken (h = 0, 5 mm) wird keine homogene Spanquer-
schnittsgeometrie gefunden. Vielmehr bildet sich infolge der Segmentierung
des Spanes ein z.T. zufa¨lliger Spanquerschnitt aus. In den metallographi-
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schen Aufnahmen wird deutlich, dass die hohen plastischen Verformungen
bei der Spanbildung nicht nur auf den Rand des Spans und dessen Untersei-
te begrenzt sind, sondern dass auch im Spanquerschnitt große Bereiche mit
einer lokalisierten plastischen Verformung gefunden werden. Diese Bereiche
sind der Ausgangspunkt einer Segmentbildung bei diesen Spanungsdicken.
Sie liegen typischerweise im Bereich um 45◦ von der Spanunterseite gemes-
sen und zeichnen sich neben den hohen lokalen plastischen Dehnungen v.a.
durch eine Richtungsumkehr der Verformung aus. Dies la¨sst auf eine Rela-
tivbewegung der zwei Ha¨lften des Spanquerschnitts zueinander schließen -
die Segmentierung. Fu¨r gro¨ßere Spanungsdicken wird erwartet, dass sich die
Verformungslokalisierung noch versta¨rkt und zu einer Scherbandbildung im
Material fu¨hren wird [226]. Gro¨ßere Spanungsdicken waren jedoch mit Hilfe
der verwendeten Maschine und Einrichtungen nicht zu realisieren.
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Bild 8.9: Metallographische Untersuchungen der Spanquerschnitte an resultierenden
Spa¨nen aus den Zerspanungstests bei einer Spanungsbreite b von 1 mm und Schnittge-
schwindigkeit vc von 100 m/min (Werkstoff: C45E, dk ≈ 10 µm).
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8.4 Werkstoffbasierte Schnittkraftmodellierung
8.4.1 Zusammenhang zwischen Schnittkraft und dynami-
schem Werkstoffverhalten
Wie in Abschnitt 8.2.3 gezeigt wurde, la¨sst sich die spezifische Schnittkraft
theoretisch aus der Werkstofffestigkeit und dem Scherwinkel φ bestimmen.
Da Zerspanprozesse dynamisch ablaufende Vorga¨nge sind, bei denen der
Werkstoff unter hohen Dehnungen, hohen Dehnraten und hohen Tempe-
raturen belastet wird [136], muss auch fu¨r die Schnittkraftberechnung das
den Beanspruchungsbedingungen entsprechende Werkstoffverhalten zugrun-
de gelegt werden (Gleichung 8.19).
kc = f (σ (ε, ε˙, T ) , φ) (8.19)
Um die spezifische Schnittkraft letztlich unter Zuhilfenahme der Gleichun-
gen 8.13, 8.14 und 8.15 zu berechnen, mu¨ssen die Parameter ε, ε˙, T und
φ ermittelt werden. Dazu wurden im Programmsystem DEFORM-2DTM Or-
thogonalschnittversuche simuliert und die genannten Gro¨ßen in der prima¨ren
Scherzone ausgewertet. In Bild 8.10 ist das Simulationsergebnis fu¨r eine
Schnittgeschwindigkeit vc von 100 m/min und eine Spanungsdicke h von
1 mm gezeigt.
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Bild 8.10: Ergebnis der 2D-Simulation eines Orthogonalschnittes in DEFORM-
2DTM zur Bestimmung der effektiven Dehnung ε, Dehnrate ε˙ und Temperatur T in
der prima¨ren Scherzone sowie des Scherwinkels φ.
Das Werkstu¨ck wurde rein plastisch und das Werkzeug starr modelliert. Die
Wendeschneidplatte wurde dennoch mit einem Netz versehen, um bei der se-
quentiell thermischen Kopplung des Rechenverfahrens eine Wa¨rmeleitung in
das Werkzeug hinein zu erlauben. Die Reibung an der Spanfla¨che wurde als
konstant angenommen und ein Reibwert von 0,3 festgelegt. Dies entspricht
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den Erfahrungswerten in [136]. Der Wa¨rmeu¨bergangskoeffizient in der Kon-
taktzone zwischen Werkzeug und Werkstu¨ck wurde mit 40 N/(s·mm·K)
als konstant angenommen. Die Spanbildung selbst erfolgte nicht u¨ber ein
Bruchkriterium, sondern durch ein kontinuierliches Remeshing, bei dem im
Werkstu¨ck nach einer definierten Anzahl von Rechenschritten ein neues Netz
generiert und die Parameter darauf u¨bertragen werden. Es ist bekannt, dass
durch eine 2D-Simulation der Einfluss der Spanbreitung unberu¨cksichtigt
bleibt und zu einer Unterscha¨tzung der simulierten Schnittkra¨fte fu¨hrt [136].
Aufgrund der deutlich geringeren Rechenzeit einer 2D-Simulation (ca. zwei
Stunden) im Vergleich zur 3D-Rechnung (ca. 65 Stunden) wurde fu¨r eine
erste Abscha¨tzung der Belastungsgro¨ßen in der prima¨ren Scherzone dennoch
auf eine 2D-Rechnung zuru¨ckgegriffen.
Bei Kenntnis der Dehnung, Dehnrate und Temperatur kann unter Verwen-
dung der in Abschnitt 7.2 entwickelten Materialmodelle die entsprechende
Fließspannung in der Scherebene berechnet werden. Unter Anwendung der
beiden vorgestellten Materialmodelle und des aus der Simulation ausgewer-
teten Scherwinkels φ la¨sst sich die spezifische Schnittkraft berechnen. In
Tabelle 8.2 sind die Ergebnisse fu¨r das Referenzmodell und das Modell nach
Zerilli und Armstrong jeweils nach der von-Mises- und Tresca-Methode aus-
gewertet und zusammengefasst.
Tabelle 8.2: Zusammenfassung der Ergebnisse der spezifischen Schnittkraftermitt-
lung aus dynamischen Werkstoffkenndaten bei einer Schnittgeschwindigkeit von
vc = 100 m/min und einer Spanungsdicke von h = 1 mm.
Modell kc,Mises kc,T resca
∆kc,Mises
kc1.1
∆kc,Tresca
kc1.1
kc1.1 1983 N/mm2 1983 N/mm2 - -
Referenzmodell 2004 N/mm2 1735 N/mm2 +1% -12,5%
Zerilli-Armstrong 1697 N/mm2 1469 N/mm2 -14,4% -25,9%
Es zeigt sich, dass die Anwendung der Schubspannungshypothese nach Tres-
ca in beiden Fa¨llen zu einer deutlichen Unterbewertung der ermittelten spe-
zifischen Schnittkraft kc1.1 fu¨hrt. Bessere Ergebnisse werden fu¨r den Ansatz
nach von-Mises erzielt. Fu¨r das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell
fu¨r die Referenzgeometrie von Λ = 1 wurde eine sehr gute U¨bereinstimmung
mit kc1.1 gefunden. Die Abweichung kann mit +1% nahezu vernachla¨ssigt
werden. Fu¨r das Zerilli-Armstrong-Modell wurde mit den in Abschnitt 7.2
ermittelten Parametern auch fu¨r den von-Mises-Ansatz eine deutliche Un-
terbewertung um mehr als 14% gefunden.
Eine Abscha¨tzung des relativen Einflusses der Parameter beider Modelle auf
die resultierende berechnete Schnittkraft zeigt (Bild 8.11), dass der Scher-
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winkel φ den gro¨ßten Einfluss auf das Berechungsergebnis hat. Bereits eine
Abweichung um 5% (ca. ±1, 7◦) fu¨hrt zu einer Vera¨nderung der spezifischen
Schnittkraft um mehr als 10%.
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Bild 8.11: Fehlerabscha¨tzung bei Anwendung a) des in Abschnitt 7.2 entwickelten
Modells fu¨r eine Referenzgeometrie und b) des Modells nach Zerilli und Armstrong.
Eine Schwankung der Dehnungsgeschwindigkeit um ±20% hat in bei-
den Fa¨llen keinen nennenswerten Einfluss auf die resultierende spezifische
Schnittkraft. Die Ursache hierfu¨r liegt im Werkstoffverhalten selbst be-
gru¨ndet, weil sich die Fließspannung des Werkstoffes erst bei einer Erho¨hung
der Dehnungsgeschwindigkeit um eine Dekade signifikant auswirkt. Fu¨r die
Dehnung und die Temperatur wurde ein vergleichbarer Einfluss gefunden,
wobei es bei einer Erho¨hung der Temperatur zu einem Absinken der spezi-
fischen Schnittkraft kommt. Bei Erho¨hung der Dehnung in der Scherzone
hingegen erho¨ht sich die Schnittkraft.
Es zeigt sich, dass das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell im Ver-
gleich zum Ansatz nach Zerilli und Armstrong besser geeignet ist, die spezi-
fische Schnittkraft aus dynamischen Werkstoffdaten unter Anwendung des
theoretischen Ansatzes aus Abschnitt 8.2.3 zu ermitteln. Die Ergebnisse zur
Berechnung von kc in Abha¨ngigkeit der Spanungsdicke h sind fu¨r das Refe-
renzmodell in Bild 8.12 zusammengefasst.
Wie bereits gezeigt, wird der Wert fu¨r eine Spanungsdicke von h = 1 mm
sehr gut wiedergegeben. Bei einer Reduzierung der Spanungsdicke steigt die
spezifische Schnittkraft kc an. Trotz der Beru¨cksichtigung der vera¨nderten
Beanspruchungsparameter und des Scherwinkels fu¨r kleine Spanungsdicken
(vgl. Bild 8.10) la¨sst sich die gemessene Erho¨hung der spezifischen Schnitt-
kraft nicht exakt abbilden. Eine mo¨gliche Ursache hierfu¨r ko¨nnen in den
werkstoffbedingten Gro¨ßeneffekten beim Fließspannungsverhalten des C45E
liegen. Diese wurden in Kapitel 6 diskutiert und in Abschnitt 7.3 durch
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Bild 8.12: Vergleich der gemessenen und mit dem Modell fu¨r die Referenzgeometrie
(Gleichung 7.11) berechneten spezifischen Schnittkra¨fte fu¨r eine Schnittgeschwindigkeit
von vc = 100 m/min und einer Spanungsbreite b = 1 mm.
Erweiterung des Ansatzes in Gleichung 7.11 beschrieben. Im folgenden Ab-
schnitt soll demnach der Einfluss der Skalierungseffekte auf die Ermittlung
der spezifischen Schnittkraft diskutiert werden.
8.4.2 Berechnung der Schnittkraft unter Beru¨cksichtigung
werkstoffbedingter Gro¨ßeneffekte
Um die bei unterschiedlichen Spanungsdicken vorherrschenden Belastungs-
bedingungen zu beru¨cksichtigen, wurden wiederum im Programmsystem
DEFORM-2DTM Simulationsrechnungen unter Variation der Spanungsdicke
h durchgefu¨hrt. In Bild 8.13 sind die Simulationsergebnisse gezeigt.
Der Modellaufbau sowie die Randbedingungen wurden dabei beibehalten.
Um jedoch einen netzbedingten Einfluss auf die Ergebnisse auszuschließen,
wurde die Netzgro¨ße der Spanungsdicke angepasst. Somit wurden bei al-
len Rechnungen die gleiche Anzahl von Elementen u¨ber der Spanungsdicke
sichergestellt.
Die resultierenden Ergebnisse fu¨r die Dehnung ε, die Dehnungsgeschwin-
digkeit ε˙, die Temperatur T und den Scherwinkel φ sind in Bild 8.14 in
Abha¨ngigkeit der Spanungsdicke h zusammengefasst.
Bei einer konstanten Schnittgeschwindigkeit vc von 100 m/min wird ein
Anstieg der Dehnrate bei kleinen Spanungsdicken beobachtet. Daru¨ber hin-
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Bild 8.13: Ergebnisse der Zerspanungssimulation fu¨r verschiedene Spanungsdicken h
zur Bestimmung der Dehnung ε, der Dehnrate ε˙, der Temperatur T und des Scherwin-
kels φ in der prima¨ren Scherzone fu¨r eine Schnittgeschwindigkeit von vc = 100 m/min
und einer Spanungsbreite b = 1 mm.
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Bild 8.14: Aus den Zerspansimulationen ermittelte Parameter in der prima¨ren Scher-
zone als Funktion der Spanungsdicke h.
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aus la¨sst sich auch ein Anstieg der Dehnung in der prima¨ren Scherzone fu¨r
kleinere Spanungsdicken feststellen. Infolge der gro¨ßenabha¨ngigen Tempera-
turentwicklung (vgl. Abschnitt 6.1.2) werden jedoch geringere Temperaturen
ausgewertet. Daru¨ber hinaus sinkt der Scherwinkel bei einer Reduzierung der
Spanungsdicke signifikant ab.
Wird der Ansatz aus Abschnitt 7.3 fu¨r den Werkstoff C45E zugrunde ge-
legt und in Bild 8.14 eingesetzt, so ergeben sich die in Bild 8.15 gezeigten
spezifischen Schnittkra¨fte.
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Bild 8.15: Vergleich der gemessenen und unter Einbeziehung von Skalierungseffekten
(Gleichung 7.13) berechneten spezifischen Schnittkra¨fte fu¨r eine Schnittgeschwindigkeit
von vc = 100 m/min und eine Spanungsbreite b = 1 mm.
Es wird deutlich, dass die Vorhersagegenauigkeit der spezifischen Schnitt-
kra¨fte auf Basis dynamischer Werkstoffkenndaten durch die Einbeziehung
von Skalierungseffekten deutlich verbessert und eine gute U¨bereinstimmung
der experimentell ermittelten und berechneten Werte gefunden wird. Fu¨r die
Anwendung von Gleichung 7.13 mu¨ssen der Skalierungsfaktor Λ und das
Stauchverha¨ltnis s definiert werden. Der Skalierungsfaktor wurde dabei in
Relation zur Spanungsdicke h gesetzt. Das Stauchverha¨ltnis fu¨r den Zer-
spanungsfall sz ergibt sich fu¨r den vorliegenden Fall aus dem Verha¨ltnis der
Spanungsdicke h zur La¨nge der prima¨ren Scherzone entsprechend Gleichung
8.20.
sz =
h
h
· sinφ = sinφ (8.20)
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Die mit dem Modell (Gleichung 7.13) erzielten Ergebnisse sagen die ge-
messenen spezifischen Schnittkra¨fte nahezu vollsta¨ndig richtig voraus. Die
Abweichung liegt im Mittel bei weniger als 1, 5%. Nachteil der Methode ist
es, dass die in der Scherzone vorherrschenden Belastungen sowie der Scher-
winkel durch relativ zeitaufwendige Simulationsrechnungen ermittelt werden
mu¨ssen. Daru¨ber hinaus ko¨nnen die am C45E gefundenen Werte nicht ohne
Weiteres auf andere Werkstoffe u¨bertragen werden, da die thermischen und
mechanischen Eigenschaften einen erheblichen Einfluss auf die resultierenden
Parameter haben ko¨nnen.
8.4.3 Modellvalidierung und Diskussion
Um die in Abschnitt 8.4.2 gefundenen Erkenntnisse zu validieren, wurde
die beschriebene Vorgehensweise auch auf ho¨here Schnittgeschwindigkeiten
u¨bertragen. Dabei war zuna¨chst eine erneute numerische Variationsanalyse
der Beanspruchungen in der prima¨ren Scherzone notwendig. Die resultieren-
den Ergebnisse fu¨r die Schnittkraftberechnung sind in Bild 8.16 zusammen-
gefasst.
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Bild 8.16: Vergleich der gemessenen und unter Einbeziehung von Skalierungseffekten
(Gleichung 7.13) berechneten spezifischen Schnittkra¨fte fu¨r eine Schnittgeschwindigkeit
von a) vc = 200 m/min und b) vc = 280 m/min sowie eine Spanungsbreite b = 1 mm.
Es zeigt sich, dass auch bei ho¨heren Schnittgeschwindigkeiten eine gu-
te Vorhersagegenauigkeit der spezifischen Schnittkra¨fte erzielt wird. Wei-
terhin besta¨tigt sich die Annahme, dass die Einbeziehung werkstoffbe-
dingter Gro¨ßeneffekte auf das Fließspannungsverhalten zu einer besseren
U¨bereinstimmung der experimentell gemessenen und berechneten Werte
fu¨hrt. Die Verwendung eines Materialmodells ohne die Einbeziehung von
La¨ngenabha¨ngigkeiten fu¨hrt insbesondere bei kleinen Spanungsdicken h zu
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einer zunehmenden Unterscha¨tzung der experimentell ermittelten spezifi-
schen Schnittkra¨fte.
Weiterhin wurde versucht, den Ansatz anhand weiterer Werkstoffe zu veri-
fizieren. Dazu wurden im Rahmen des transnationalen Forschungsprojektes
High Performance Manufacturing (HPM) [227] der neuartige Stahlwerkstoff
M315 der Fa. Bo¨hler Stahl (O¨sterreich) und die untereutektoide Aluminium-
gusslegierung AlSi9Cu3 untersucht. Die Zerspanungsuntersuchungen fanden
am Labor fu¨r Produktionstechnik der TU Wien statt. Die werkstofftechni-
schen Untersuchungen wurden an der Professur Werkstoffe des Maschinen-
baus der TU Chemnitz durchgefu¨hrt.
Der Erstellung des Materialmodells wurden vorwiegend Zylinderstauchver-
suche bei unterschiedlichen Temperaturen und Dehnungsgeschwindigkeiten
zugrunde gelegt. Fu¨r die Modellierung wurde der Ansatz nach Zerilli und
Armstrong gewa¨hlt. In Tabelle 8.3 sind die ermittelten Modellparameter fu¨r
den Werkstoff M315 zusammengefasst. Die Ergebnisse der Schnittkraftmo-
dellierung sind in Bild 8.17 gezeigt.
Tabelle 8.3: Modellparameter fu¨r das Zerilli-Armstrong-Modell (Gleichung 7.9) fu¨r
den Werkstoff M315.
A B0 β0 β1 K0 n
100,3 1498 -1,7·10−3 2,4·10−5 380 0,415
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Bild 8.17: a) Vergleich gemessener und berechneter spezifischer Schnittkra¨fte fu¨r eine
Schnittgeschwindigkeit von vc = 100 m/min und eine Spanungsbreite von b = 1 mm
und b) Fehlerabscha¨tzung der Einflussgro¨ßen (Werkstoff: M315).
Es wird deutlich, dass, a¨hnlich wie beim C45E, die spezifische Schnittkraft
fu¨r den kc1.1-Wert bei Anwendung des von-Mises-Kriteriums gut vorherge-
sagt wird (Bild 8.17a). Bei kleiner werdenden Spanungsdicken nimmt die
8.4. WERKSTOFFBASIERTE SCHNITTKRAFTMODELLIERUNG 175
Vorhersagegenauigkeit ab und die resultierenden spezifischen Kra¨fte werden
zum Teil deutlich unterscha¨tzt. Ursachen hierfu¨r ko¨nnen wiederum in werk-
stoffbedingten Gro¨ßeneffekten bei der Fließspannung des Werkstoffs liegen.
Derzeit liegen jedoch noch keine Erkenntnisse zu Skalierungseinflu¨ssen auf
das Fließ- und Verfestigungsverhaltens des Werkstoffes vor. Eine Kla¨rung der
Ursache wu¨rde einen hohen werkstoffkundlichen Untersuchungsaufwand mit
sich ziehen und den Rahmen der Arbeit bei Weitem u¨bersteigen. Es zeigt
sich jedoch, dass die Methode der Schnittkraftberechnung, basierend auf dy-
namischen Werkstoffkenndaten, auch auf andere Stahlwerkstoffe u¨bertragen
werden kann.
Eine Analyse des Fehlereinflusses der einzelnen Gro¨ßen zeigt (Bild 8.17b),
dass der Temperatureinfluss im Vergleich zum C45E deutlich zunimmt. Ur-
sache hierfu¨r liegt im gewa¨hlten Modellansatz nach Zerilli und Armstrong.
Wiederum ist der Scherwinkel die Gro¨ße, welche maßgeblich zur Genauig-
keit der Modellierung beitra¨gt. Ein mo¨glicher Einfluss bei der Bestimmung
der Dehnung und Dehnungsgeschwindigkeit kann nahezu vollsta¨ndig ver-
nachla¨ssigt werden.
Fu¨r die Aluminiumlegierung wurde ein a¨hnliches Ergebnis gefunden. Die
auf Basis von Zylinderstauchversuchen ermittelten Modellparameter fu¨r
den Zerilli-Armstrong-Ansatz fu¨r kubisch-fla¨chenzentrierte Werkstoffe (Glei-
chung 7.10) sind in Tabelle 8.4 dargestellt. Die Ergebnisse der Schnitt-
kraftberechnung sowie die Analyse eines mo¨glichen Fehlereinflusses der Ein-
gangsparameter sind in Bild 8.18 gezeigt.
Tabelle 8.4: Modellparameter fu¨r das Zerilli-Armstrong-Modell (Gleichung 7.10) fu¨r
den Werkstoff AlSi9Cu3.
A B1 β0 β1
189 2921 -6,8·10−3 3,6·10−5
Es wird deutlich, dass fu¨r die Aluminiumlegierung die Anwendung der
Schubspannungshypothese nach Tresca eine deutlich bessere U¨bereinstim-
mung zwischen den experimentell gemessenen und berechneten spezifischen
Schnittkra¨ften bringt. Daru¨ber hinaus bleibt die gute Vorhersagegenauigkeit
auch bei kleinen Spanungsdicken erhalten. Eine mo¨gliche Ursache fu¨r das
Verhalten ko¨nnte daran liegen, dass der Werkstoff keine Gro¨ßeneffekte im
Fließ- und Verfestigungsverhalten zeigt. Hierzu liegen aber bisher keine gesi-
cherten Kenntnisse vor, sodass eine abschließende Kla¨rung der Ursache nicht
mo¨glich ist.
Eine Auswertung mo¨glicher Fehlereinflu¨sse (Bild 8.18b) zeigt, dass der Ein-
fluss der Temperatur dem der Bestimmung des Scherwinkels u¨berwiegt. Bei-
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Bild 8.18: a) Vergleich gemessener und berechneter spezifischer Schnittkra¨fte fu¨r eine
Schnittgeschwindigkeit von vc = 100 m/min und eine Spanungsbreite von b = 1 mm
und b) Fehlerabscha¨tzung der Einflussgro¨ßen (Werkstoff: AlSi9Cu3).
de zusammen haben einen großen Einfluss auf die resultierende spezifische
Schnittkraft. Die Fehlereinflu¨sse aus der Dehnung und Dehnungsgeschwin-
digkeit ko¨nnen wiederum nahezu vollsta¨ndig vernachla¨ssigt werden.
Aus den Ergebnissen wird ersichtlich, dass der Ansatz nach von-Mises fu¨r
kubisch-raumzentrierte (krz), der nach Tresca eher fu¨r kubisch-fla¨chenzen-
trierte (kfz) Werkstoffe zielfu¨hrend zu sein scheint. Die Ursache hierfu¨r ist
ebenfalls noch nicht endgu¨ltig gekla¨rt, jedoch finden sich in der Litera-
tur Erkla¨rungsansa¨tze, welche die Ursachen fu¨r das gefundene Verhalten
in den kristallographischen Gleitsystemen sehen [228]. In [229] wird gezeigt,
dass sich auf Basis der Vorzugsrichtungen der Verformung fu¨r kfz- und krz-
Werkstoffe und der Anwendung des Schmid’schen Gesetzes die in einem
Gleitsystem wirkende Schubspannung und letztlich eine theoretische Fließ-
fla¨che berechnen la¨sst. Diese ist in ihrer Gestalt fu¨r kfz-Metalle der Tresca-
Fließhypothese, im Fall von krz-Metallen dem von-Mises-Ansatz a¨hnlich. Die
Ergebnisse bei der Schnittkraftberechnung wu¨rden diese Annahmen zumin-
dest tendenziell besta¨tigen. Fu¨r eine sichere Ursachenkla¨rung sind jedoch
weiterfu¨hrende Untersuchungen zum Zusammenhang zwischen der Werk-
stoffstruktur und dem Material- bzw. Prozessverhalten erforderlich.
Wie aus den Untersuchungen zum Zusammenhang zwischen den dynami-
schen Werkstoffkennwerten und der spezifischen Schnittkraft hervorgeht,
wird die Vorhersagegenauigkeit des Modells maßgeblich von der exakten Be-
stimmung des Scherwinkels φ bestimmt. Um der Frage nachzugehen, inwie-
weit es zula¨ssig ist, diesen aus der 2D-Simulation von Orthogonalschnittver-
suchen abzuscha¨tzen und auf einen Außenla¨ngsdrehprozess zu u¨bertragen,
wurden weitere Untersuchungen mit dem Ziel durchgefu¨hrt, den Winkel φ
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experimentell zu bestimmen. Hierfu¨r werden in der Literatur verschiedene
Ansa¨tze vorgeschlagen. Einer der wichtigsten dabei ist die Bestimmung des
Scherwinkels auf Grundlage der Spanstauchung (Gleichung 8.21),wobei die
Spanstauchung λd als das Verha¨ltnis zwischen der Spandicke h1 und der
Spanungsdicke h definiert ist.
tanφ =
cos γ
λd − sin γ (8.21)
Da im vorliegenden Fall der Spanwinkel γ = 0◦ ist, vereinfacht sich Gleichung
8.21 zu Gleichung 8.22.
tanφ =
1
λd
=
h
h1
(8.22)
Da Gleichung 8.21 nur unter Orthogonalschnittbedingungen Gu¨ltigkeit be-
sitzt, wurden Orthogonaleinstechversuche durchgefu¨hrt und die resultierende
Spanstauchung gemessen. Um dabei den Einfluss der Spanbreitung zu mi-
nimieren, wurde eine Stegbreite von 3 mm gewa¨hlt. Da der C45E jedoch
unter diesen Bedingungen bei allen untersuchten Schnittgeschwindigkeiten
und Spanungsdicken zur Segmentspanbildung neigt und die theoretischen
Ansa¨tze nur fu¨r Fließspa¨ne gelten, wurden die Orthogonalschnittversuche mit
der Aluminiumlegierung AlSi9Cu3 durchgefu¨hrt. Fu¨r eine Spanungsdicke von
h = 0, 2 mm und eine Schnittgeschwindigkeit von vc = 100 m/min wurde
eine Spanstauchung von ca. λd = 2, 3 gemessenen. Dies ergibt einen Scher-
winkel von 23,5◦ und entspricht exakt dem aus der Simulation ermittelten
Wert. Auch fu¨r andere Spanungsdicken konnte eine a¨hnlich gute U¨berein-
stimmung gefunden werden. Aufgrund dessen wird angenommen, dass die
Bestimmung des Scherwinkels auf Basis der Simulationsergebnisse orthogo-
naler Schnittversuche und dessen U¨bertragung auf den Außenla¨ngsdrehpro-
zess zula¨ssig ist.
8.5 Zusammenfassung des Kapitels
Ziel von Kapitel 8 war es, die in Kapitel 6 und 7 diskutierten Ergebnisse
und entwickelten Modelle auf den Bereich der Schnittkraftmodellierung bei
Zerspanungsprozessen anzuwenden. Dabei wurde ausgehend von der Theo-
rie der Spanbildung nach Merchant der Stand der Technik im Bereich der
Schnittkraftmodellierung und der Einbeziehung von Skalierungseffekten dis-
kutiert. Es zeigt sich, dass der u¨berwiegende Teil der Arbeiten auf der An-
wendung der seit den 1950er Jahren existierenden Victor-Kienzle-Gleichung
zur Berechnung der spezifischen Schnittkraft basieren. Das Modell wird seit-
dem fu¨r spezielle Anwendungsfa¨lle immer wieder durch die Definition soge-
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nannter empirischer Korrekturfaktoren erweitert und angepasst. Auch fu¨r
die Einbeziehung von Gro¨ßeneffekten ist die Einfu¨hrung gro¨ßenabha¨ngiger
Korrekturverfahren der u¨bliche Weg.
In der Literatur existieren jedoch auch Ansa¨tze, welche die Schnittkraft aus
dem Zusammenhang zwischen den geometrischen Randbedingungen in der
Scherzone und der Werkstofffestigkeit ableiten. Deren Besta¨tigung anhand
experimenteller Daten stand bislang jedoch immer noch aus. Eine der Ur-
sachen hierfu¨r ist die fehlende Kenntnis des Werkstoffverhaltens in Bela-
stungsbereichen, die einen Zerspanprozess typischerweise kennzeichnen: ho-
he plastische Verformungen, hohe lokale Dehnraten sowie hohe Temperatu-
ren und Temperaturgradienten.
Durch die Anwendung der im Rahmen dieser Arbeit gewonnenen Kenntnis-
se zum dynamischen Werkstoffverhalten sowie dessen Beschreibung durch
geschlossene konstitutive Gleichungen ist es erstmals gelungen, den seit Jahr-
zehnten bestehenden theoretischen Ansatz zur Bestimmung der spezifischen
Schnittkraft aus dynamischen Werkstoffkenndaten fu¨r drei Werkstoffe nach-
zuvollziehen. Daru¨ber hinaus konnte in Kapitel 8 gezeigt werden, dass unter
Einbeziehung der in Kapitel 6 gefundenen Gro¨ßenabha¨ngigkeiten auf das
Fließ- und Verfestigungsverhalten des C45E sowie deren Beschreibung durch
den in Kapitel 7 neu entwickelten Ansatz Skalierungseffekte auf die spezi-
fische Schnittkraft in Abha¨ngigkeit der Spanungsdicke beschrieben werden
ko¨nnen. Dabei wurde eine hohe Vorhersagegenauigkeit erreicht. Dadurch ist
es erstmals gelungen, ohne die Verwendung empirischer Korrekturfaktoren
und lediglich basierend auf real gemessenem Werkstoffverhalten die Entwick-
lung der spezifischen Schnittkraft in Abha¨ngigkeit der Schnittgeschwindig-
keit und Spanungsdicke zu beschreiben.
9 Zusammenfassung und Ausblick
9.1 Zusammenfassung
Infolge der zunehmenden Miniaturisierung von Bauteilen und der damit ver-
bundenen Anpassung der Fertigungsprozesse sowie aufgrund der wachsen-
den Komplexita¨t und Funktionsdichte der eingesetzten Systeme ist seit den
letzten 20 Jahren ein versta¨rktes Interesse an Gro¨ßeneffekten zu erkennen.
Diese treten umso sta¨rker in Erscheinung, je kleiner die geometrischen Ab-
messungen sind und a¨ußern sich bspw. in vera¨nderten Festigkeits- und Ver-
sagenseigenschaften der Werkstoffe. Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist
die Untersuchung solcher Gro¨ßenabha¨ngigkeiten. Da sich die aus der Lite-
ratur bekannten Untersuchungen vorwiegend auf quasistatische und ideali-
sierte Belastungsbedingungen beschra¨nken und die Ergebnisse nur begrenzt
auf reale, dynamisch ablaufende Prozesse (Zerspanprozesse, Umformprozes-
se) u¨bertragbar sind, hat sich diese Arbeit zum Ziel gesetzt, einen Bei-
trag zum verbesserten Versta¨ndnis des mechanischen Werkstoffverhaltens
bei kleinen La¨ngenskalen unter besonderer Beachtung realer Prozessbedin-
gungen zu leisten.
Die Arbeit la¨sst sich in folgende Schwerpunkte gliedern:
• Untersuchung und Diskussion des Probenfertigungseinflusses auf die re-
sultierenden Ergebnisse der mechanischen Werkstoffpru¨fung. Ziel ist es,
Anforderungen fu¨r die Pru¨fung von Kleinstproben zu definieren, die eine
sichere Bestimmung des Werkstoffverhaltens bei kleinen La¨ngenskalen
erlauben.
• Diskussion der Besonderheiten der dynamischen Miniaturproben-
pru¨fung.
• Experimentelle Untersuchung des gro¨ßenabha¨ngigen mechanischen
Fließ-, Verfestigungs- und Versagensverhaltens unter besonderer Be-
achtung der dynamischen Belastung.
• Entwicklung eines geschlossenen Werkstoffmodells zur Beschreibung
des gro¨ßenabha¨ngigen Fließ- und Verfestigungsverhaltens.
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• U¨bertragung der experimentellen Erkenntnisse und der neu entwickel-
ten Modellbeschreibung auf einen realen Außenla¨ngsdrehprozess zur
Bestimmung der spezifischen Schnittkraft auf der Grundlage des dyna-
mischen Werkstoffverhaltens und der bekannten theoretischen Ansa¨tze.
• Einbeziehung von Skalierungseffekten in die Ermittlung der spezifischen
Schnittkraft basierend auf dynamischen Werkstoffkenndaten fu¨r den
C45E.
Da aus der Literatur keine systematischen Untersuchungen zum Einfluss der
mechanischen Probenfertigung auf das resultierende Pru¨fergebnis bekannt
sind, wurden gezielt Voruntersuchungen durchgefu¨hrt, um den Einfluss der
Randzone, der fertigungsbedingten Eigenspannungen sowie der aus dem
Fertigungsprozess resultierenden Geometrieabweichungen zu identifizieren
und zu quantifizieren. Dabei wurden Anforderungen definiert, die speziell
fu¨r die Pru¨fung von Kleinstproben ihre Gu¨ltigkeit besitzen.
Aufbauend darauf wurden Besonderheiten der dynamischen Miniatur-
probenpru¨fung diskutiert. Die Mehrprobenpru¨fung, als in der Literatur
vorgeschlagenes Verfahren zur Erho¨hung der absoluten Pru¨fkra¨fte, wur-
de aufgrund der Besonderheiten der dynamischen Werkstoffpru¨fung
(Schwingungsproblematik) sowie der Probleme bei der Auswertung und
Interpretation der Ergebnisse als ungeeignet erachtet, Gro¨ßenabha¨ngigkeiten
zu untersuchen. Erstmals wurde eine Messunsicherheitsbetrachtung fu¨r dy-
namische Werkstoffpru¨fprozesse durchgefu¨hrt und der Probengro¨ßeneinfluss
explizit benannt.
In den experimentellen Untersuchungen konnte ein eindeutiger Pro-
bengro¨ßeneffekt auf das Fließspannungsverhalten unter Druckbelastung
ermittelt werden. Dabei wurde ein Ansteigen der Fließspannung bei einer
Reduzierung der Probenabmessungen gefunden. Der Effekt versta¨rkt sich,
wenn die Korngro¨ße erho¨ht oder bei hohen Verformungsgeschwindigkeiten
gepru¨ft wird. Als Hauptursachen fu¨r das gemessene Werkstoffverhalten
konnten ein zunehmender Reibungseinfluss bei kleinen Probenabmes-
sungen sowie vera¨nderte thermodynamische Prozessbedingungen bei der
dynamischen Pru¨fung von Kleinstproben identifiziert und quantifiziert
werden. Auch wurde ein Abfall des Verfestigungsexponenten bei kleinen
Probengeometrien gefunden.
Auch fu¨r das Versagensverhalten unter Druckbelastung wurde ein eindeu-
tiger Gro¨ßeneffekt identifizert. Mit kleiner werdenden Probengeometrien
erho¨ht sich die gemessene Bruchstauchung. Dieses Verhalten wurde u¨ber
einen weiten Bereich von Dehnungsgeschwindigkeiten beobachtet, wobei
tendenziell bei hohen Verformungsgeschwindigkeiten kleinere plastische
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Verformungen ertragen werden ko¨nnen. Daru¨ber hinaus a¨ndert sich der Ver-
sagensmechanismus mit der Geschwindigkeit. Mit zunehmender Dehnrate
versagt der Werkstoff durch eine sich einstellende Verformungslokalisierung
und die Bildung adiabtischer Scherba¨nder.
Durch die Entwicklung eines neuen Ansatzes zur Beschreibung der
Fließspannung als Funktion der Dehnung, Dehnungsgeschwindigkeit und
Temperatur ist es gelungen, dass gemessene Fließ- und Verfestigungs-
verhalten in guter U¨bereinstimmung mit den experimentellen Daten zu
beschreiben. Durch die Einbeziehung sogenannter Skalierungsfunktionen
werden daru¨ber hinaus die gefundenen Gro¨ßeneffekte durch das entwickelte
Modell wiedergegeben. Da es sich um eine geschlossene Formulierung han-
delt, kann das Werkstoffverhalten in einem weiten Bereich von Dehnungen,
Dehnungsgeschwindigkeiten und Temperaturen beschrieben werden. Im
Vergleich zu Arbeiten aus der Literatur ist es damit erstmals gelungen, in
einer Gleichung das Fließspannungsverhalten u¨ber den gesamten Bereich
von Dehnungsgeschwindigkeiten (von quasistatisch bis hochdynamisch)
gro¨ßenabha¨ngig zu beschreiben. Bisher bekannte Ansa¨tze zur Beschreibung
von Gro¨ßeneffekten fu¨hren unter hochdynamischer Beanspruchung einen
Da¨mpfungsanteil ein, der den in den entsprechenden Arbeiten gemessenen
u¨berproportionalen Anstieg der Fließspannung bei hohen Dehnraten wieder-
gibt. Dieser Anstieg, sogenannte Da¨mpfungseffekte (engl. phonon drag),
konnte fu¨r die untersuchten Werkstoffe nicht gefunden werden.
Anhand eines Außenla¨ngsdrehprozesses konnte erstmalig gezeigt werden,
dass der seit den 1950er Jahren theoretisch bekannte Zusammenhang
zwischen der spezifischen Schnittkraft und der Werkstofffestigkeit Gu¨ltig-
keit besitzt. Dies setzt voraus, dass fu¨r die Berechnung der spezifischen
Schnittkraft das Werkstoffverhalten unter realen Belastungsbedingungen
im Zerspanprozess zugrunde gelegt wird. Die realen Beanspruchungs-
parameter wurden dabei durch numerische Variationsrechnungen von
2D-Orthogonalschnittversuchen ermittelt. Mit Hilfe des neu entwickel-
ten Werkstoffmodells konnte die spezifische Schnittkraft fu¨r große
Spanungsdicken gut vorhergesagt werden. Bei kleinen Spanungsdicken
wird eine zunehmende Unterscha¨tzung der experimentell gemessenen
Schnittkra¨fte gefunden. Ursache hierfu¨r wird in den aus experimentellen
Werkstoffuntersuchungen bekannten Gro¨ßeneffekten gesehen. Durch die
Einbeziehung der Skalierungsfunktionen in die Schnittkraftberechnung
konnten erstmalig gro¨ßenabha¨ngige spezifische Schnittkra¨fte ohne die
Zuhilfenahme empirischer Korrekturfaktoren berechnet werden, die den
experimentell gemessenen in guter Na¨herung entsprechen. Durch zusa¨tzlich
durchgefu¨hrte Orthogonalschnittversuche konnte gezeigt werden, dass die
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Abscha¨tzung der in der Scherzone wirkenden Dehnungen, Dehnungsge-
schwindigkeiten und Temperaturen sowie des Scherwinkels mithilfe von
2D-Orthogonalschnittsimulationen mo¨glich und deren U¨bertragung auf den
Außenla¨ngsdrehprozess zula¨ssig ist.
9.2 Ausblick
Zuku¨nftige experimentelle Arbeiten sollten sich der Erweiterung der Erkennt-
nisse auf andere Belastungsarten (z.B. Zugbelastung) widmen. Auch stellt
die Untersuchung von Gro¨ßeneffekten im dynamischen Biege- und Torsions-
versuch eine interessante Aufgabe dar, da bei kleinen Abmessungen zuneh-
mend ein Einfluss von Dehnungsgradienten erwartet wird, der unter dynami-
scher Belastung bislang nicht untersucht wurde. Weiterhin ist die Ausweitung
der Untersuchungen auf andere Werkstoffe notwendig, um die gefundenen
Gro¨ßeneffekte zu validieren und die Datenbasis grundlegend zu erweitern.
Es ist denkbar, den im Rahmen der Arbeit neu entwickelten Ansatz zur Be-
schreibung von Gro¨ßenabha¨ngigkeiten zu optimieren und auf weitere Werk-
stoffe anzuwenden. Außerdem ist eine Erweiterung der Beschreibung in den
Bereich des Versagens sinnvoll.
Der anhand eines Außenla¨ngsdrehprozesses gefundene und durch die Ein-
beziehung werkstoffbedingter Gro¨ßenabha¨ngigkeiten nachgewiesene Zusam-
menhang zwischen der spezifischen Schnittkraft und dem dynamischen
Werkstoffverhalten sollte auf andere Fertigungsprozesse (z.B. Fra¨sprozesse)
erweitert werden. Daru¨ber hinaus ist die Entwicklung einer Methodik zur ef-
fizienten Bestimmung der Beanspruchungsparameter in der Scherzone sowie
des Scherwinkels fu¨r verschiedene Werkstoffklassen und Prozessparameter
wu¨nschenswert.
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Abku¨rzungen und verwendete Formelzeichen
Abku¨rzung Bedeutung
2D zweidimensional
3D dreidimensional
bspw. beispielsweise
CNC Computerised Numerical Control
d.h. das heißt
DIN Deutsches Institut fu¨r Normung
DMS Dehnungsmessstreifen
EN Europa¨ische Norm
ES Eigenspannungen
Fa. Firma
FE Finite Elemente
FEM Finite Elemente Methode
GUM Guide to the Expression of Uncertainty in Measurement
HRC Rockwellha¨rte
Inc. Incorporation
ISO International Standardisation Organisation
kfz kubisch-fla¨chenzentriert
konst. konstant
krz kubisch-raumzentriert
LS Lastspannungen
LWM Lehrstuhl Werkstoffe des Maschinenbaus
max. maximal
mind. mindestens
MSG Mechanism Based Strain Gradient Plasticity
MTS Mechanical Threshold Stress
Nr. Nummer
plast. plastisch
RSA Ro¨ntgenographische Spannungsanalyse
RT Raumtemperatur
SEP Stahl-Eisen-Pru¨fblatt
SHPB Split-Hopkinson-Pressure-Bar
T6 maximal ausgeha¨rteter Zustand
TU Technische Universita¨t
vgl. vergleiche
z.T. zum Teil
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Formelzeichen Bedeutung
A Konstante
A Querschnittsfla¨che der Probe
A werkstoffabha¨ngiger Parameter
a Konstante
a Temperaturleitfa¨higkeit
A0 Stangenquerschnittsfla¨che
A3/5 Proportionalprobe (l/d0 = 3/5)
ap Schnitttiefe
Ap0 Ausgangsprobenquerschnittsfla¨che
AR momentane reibungsbehaftete Oberfla¨che
AR0 reibungsbehaftete Anfangsoberfla¨che
AS Querschnittfla¨che des Stempels
B Bru¨ckenfaktor
B Konstante
b Burgersvektor
b Konstante
b Spanungsbreite
B0,1 Konstante
C Dehnratensensitivita¨t
C Konstante
c Konstante
c Wa¨rmekapazita¨t
c0 Schallgeschwindigkeit
ci Sensitivita¨tskoeffizient
Cε Korrekturfaktor Schneidkantenverrundung
D Stangendurchmesser
d momentaner Probendurchmesser
D0 Referenzprobendurchmesser
d0 Ausgangsdurchmesser
dk Korngro¨ße
E Elastizita¨tsmodul
E0 Elastizita¨tsmodul der Hopkinsonstange
EFL Geradheitsabweichung
EFR Rundheitsabweichung
EPAKegel Parallelita¨tsabweichung fu¨r Kegelform
EPAM Parallelita¨tsabweichung der Mantellinien
EPAS Parallelita¨tsabweichung der Stirnfla¨che
EPR Rechtwinkligkeitsabweichung
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ES Elastizita¨tsmodul am Stempel
F Kraft
F Konstante
f Vorschub
F0 Fourier-Zahl
F1,2 Kraft am Ein- bzw. Ausgangsstab
F1,2,3 Skalierungsfunktionen
Fc Schnittkraft
Ff Vorschubkraft
Fi Prozesskra¨fte
Fp Passivkraft
FNγ Normalkraft in der Spanfla¨che
FNφ Normalkraft in der Scherebene
FTγ Tangentialkraft in der Spanfla¨che
FTφ Tangentialkraft in der Scherebene
Fx,y,z Kra¨fte in den drei Raumrichtungen
Fz Zerspankraft
G Schubmodul
h momentane Probenho¨he
h Spanungsdicke
h0 Probenho¨he
h0 Referenzspanungsdicke
h1 Spandicke
K Konstante
k Konstante
K0,λ Konstante
k1,2 Konstante
kc spezifische Schnittkraft
kc1.1 Hauptwert der spezifischen Schnittkraft
KDMS Versta¨rkungsfaktor des DMS
Kf Korrekturfaktor Spanungsquerschnitt
kf Fließspannung
kf spezifische Vorschubkraft
Ki Hall-Petch-Faktor
Ki Skalierungskonstante
ki spezifische Prozesskra¨fte
kp spezifische Passivkraft
KTEX Versta¨rkungsfaktor des Versta¨rkers
Kvc Korrekturfaktor Schnittgeschwindigkeit
KWS Korrekturfaktor Werkzeugverschleiß
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KWV Korrekturfaktor Schmierstoff
KWV er Korrekturfaktor Fertigungsverfahren
Kγ Korrekturfaktor Spanwinkel
l charakteristische La¨nge
l La¨nge
l0 Messla¨nge
L0,% relative Messla¨nge
lind Anzeigewert
ln Messstrecke
m Konstante
m1,2 Transformationsmatrix fu¨r verschiedene Gleitsysteme
mc Steigungsbeiwert
n Verfestigungsexponent
p Konstante
q Konstante
R Rauheit
R2 Bestimmtheitsmaß
Ra Arithmetischer Mittelwert des Rauheitsprofils
RSm mittlere Rillenbreite
Rt Gesamtho¨he des Rauheitsprofils der Gesamtmessstrecke
Rz Gesamtho¨he des Rauheitsprofils innerhalb der
Einzelmessstrecke
rβ Schneidkantenradius
R∆q quadratischer Mittelwert der Profilsteigung
des Rauheitsprofils
s Stauchverha¨ltnis
sz Stauchverha¨ltnis bei der Zerspanung
T Temperatur
t Blechdicke
t Eindringtiefe von Eigenspannungen
t Zeit
T0 Bezugstemperatur
TR Raumtemperatur
TS Schmelztemperatur
tv Verformungstiefe
UB Messspannung
uc kombinierte Standardabweichung
US Speisespannung der Wheatstone’schen Bru¨cke
u (xi) Standardunsicherheit der Eingangsgro¨ße xi
V momentanes Volumen
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V Volumen
V0 Probenvolumen
vc Schnittgeschwindigkeit
Vges Gesamtvolumen
VR rauheitsbeeinflusstes Volumen
VσE eigenspannungsbehaftetes Volumen
W Konstante
x geometrischer Ort
x Weg
xi Eingangsgro¨ße
α Ausbauchungswinkel
α Freiwinkel
α Konstante
α Neigungswinkel der Probe
αFS Volumenanteil der freien Oberfla¨che
αi Anteil des innen liegenden Volumens
β Keilwinkel
β0,1 Konstante
βi gro¨ßenabha¨ngige Konstante
γ Spanwinkel
γi gro¨ßenabha¨ngige Konstante
∆h Ho¨hendifferenz
∆l bei der Kalibrierung festgestellte Messabweichung
δl Abweichung aufgrund der endlichen Auflo¨sung des
Anzeigegera¨tes
∆T Temperaturdifferenz
∆σ Spannungsdifferenz
∆σ2% Spannungsdifferenz bei 2% plastischer Verformung
ε Dehnung
ε˙ Dehnungsgeschwindigkeit
ε¨ Dehnungsbeschleunigung
ε0 Bezugsdehnung
ε˙0 Bezugsdehnungsgeschwindigkeit
εi Dehnung infolge der initiierten Welle
εp plastische Stauchung
ε˙p plastische Dehnrate
εp,f plastische Stauchung bei Bruch
εr Dehnung infolge der reflektierten Welle
εS Verformung am Stempel
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εt Dehnung infolge der transmittierten Welle
εw,p wahre plastische Stauchung
η Da¨mpfungskonstante
η effektiver Dehnungsgradient
η Energieumsatzparameter
η0 maximal in Wa¨rme umgesetzter Anteil
der Umformarbeit
Θ Temperatur
θ Taylor-Quinney-Faktor
θ Temperaturmaßstab
κ Werkzeugeinstellwinkel
Λ Skalierungsfaktor
λ Abstand zwischen Versetzung und Versetzungshindernis
λ La¨ngenmaßstab
λc Cut-off-Wellenla¨nge
λd Spanstauchung
µ Reibungskoeffizient
ν Konstante
νi gro¨ßenabha¨ngige Konstante
ξiso/ad U¨bergangsparameter zu isothermen bzw.
adiabaten Prozessbedingungen
ρ Dichte
ρ Reibungswinkel
ρG Dichte der geometrisch notwendigen Versetzungen
ρS Dichte der statistisch gespeicherten Versetzungen
ρT Gesamtversetzungsdichte
σ Spannung
σ0 Anfangsspannung
σES,I Eigenspannung I. Art
σI Totalspannung I. Art
σi Tra¨gheitsspannung
σLS,I Lastspannung I. Art
σNenn Nennspannung
σp Spannung in der Probe
σreal reale Spannung
σw wahre Spannung
σy Fließspannung
τ Schubspannung
τ Zeitmaßstab
τ0 Bezugsschubspannung
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τmax maximale Schubspannung
τφ Schubspannung in der Scherebene
φ Scherwinkel
ϕ Umformgrad
χ Kraftmaßstab
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